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Die vorliegende Arbeit beschäftigte sich mit der grundlagenorientierten Untersuchung 
reibdauerbeanspruchter Kontakte und deren Festigkeitsbewertung. Die Besonderheit bei 
der Bewertung reibdauerbeanspruchter Kontakte stellt die zusätzlich zur spannungsme-
chanischen Beanspruchung vorliegende tribologische Beanspruchung des Werkstoffes 
dar. Die ursächlich auf eine Anrissinitiierung in der Bauteiloberfläche zurückzuführende 
niedrigere Ermüdungsfestigkeit reibdauerbeanspruchter Bauteilverbindungen zeigt sich 
in Abhängigkeit des Fugendrucks, des Schlupfes und des Werkstoffes. Basierend auf 
den genannten Einflussgrößen konnte in der vorliegenden Arbeit ein Berechnungsver-
fahren erarbeitet werden, das eine betriebssichere Auslegung reibdauerbeanspruchter 
Fügeverbindungen ermöglicht. Das Verfahren basiert auf dem örtlichen Konzept der 
FKM-Richtlinie „Rechnerischer Festigkeitsnachweis“ und implementiert den Schaden-
fall der Reibdauerermüdung durch einen Oberflächeneinflussfaktor, dem sogenannten 
Reibkorrosionsfaktor. Die tribologischen Beanspruchungsparameter Schlupf und Fu-
gendruck werden dabei über eine Worst-Case-Betrachtung berücksichtigt. Durch eine 
von der Zugfestigkeit des Grundwerkstoffes abhängige Darstellung des Reibkorrosions-
faktors konnte darüber hinaus eine systemspezifische Berechnung der Ermüdungsfes-
tigkeit erreicht werden. Die Validierung des Berechnungsverfahrens erfolgte an einer 
Pleuelverbindung. 
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1 Einleitung 
Die Bewertung der Ermüdungsfestigkeit im Auslegungsprozess von technischen Syste-
men ist seit dem Beginn des industriellen Fortschrittes eine wichtige Kenngröße zur 
Beurteilung der Systemzuverlässigkeit. Die damit in Verbindung stehenden Begrifflich-
keiten der Funktionssicherheit und der Verfügbarkeit der technischen Anlagen sollen 
eine durchgängige und vor allem schadensfreie Nutzung der Systeme ermöglichen. Das 
Risiko einer Produkthaftung soll so minimiert und der aus Investments erzielte Profit 
optimiert werden. Der Auslegungsprozess von technischen Systemen weist damit einen 
direkten Bezug zur Wirtschaftlichkeit eines Unternehmens auf.  
Der dem Auslegungsprozess zugrunde gelegte Ermüdungsfestigkeitsnachweis stellt da-
bei einen Vergleich zwischen der im Betrieb vorliegenden Beanspruchung und der sei-
tens des Bauteils ertragbaren Beanspruchbarkeit dar. Als Beanspruchung werden die 
Spannungen bezeichnet, die aufgrund der auf das System einwirkenden Kräfte und Mo-
mente am gefährdeten Bauteilquerschnitt resultieren. Die Beanspruchbarkeit des tech-
nischen Systems ist dem gegenüber als systembezogene Größe zu interpretieren und 
wird maßgebend durch den Werkstoff, die Konstruktion und durch die Beanspruchungs-
verhältnisse in Folge der Belastungen beeinflusst, siehe Bild 1.1.  
 
Bild 1.1:  Einflussparameter auf die Schwingfestigkeit von Bauteilen im systembezogenen An-

























2 Einleitung  
Bauteilverbindungen (s. beispielhaft in Bild 1.1 rechts) stellen in diesem Zusammen-
hang eine besondere Herausforderung dar. Anders als an freien Oberflächen unterliegen 
die Werkstoffe in den Bauteilverbindungen einer zusätzlichen Beanspruchung durch 
den Kontakt. Neben den spannungsmechanischen Einflüssen durch die Kraftein- bzw. -
ausleitung können vor allem durch tribologische Schädigungseffekte an der Bauteil-
oberfläche die ertragbaren Festigkeiten erheblich beeinträchtigt werden. Die kombi-
nierte Beanspruchung des Werkstoffes durch tribologisch herbeigeführte 
Oberflächendefekte mit der zyklischen Schwingbelastung wird dabei als Reibdauerer-
müdung bezeichnet.  
Im Sinne der technischen, wirtschaftlichen und haftungsrechtlichen Notwendigkeit be-
steht demnach das Bestreben, schon in den frühen Entwicklungsphasen mittels geeigne-
ter Methoden und Berechnungsverfahren ein Bauteilversagen auszuschließen. Für 
technisch relevante Anwendungsfälle wie Pressverbände, Passfederverbindungen und 
Zahnwellen liegen sogenannte Kerbwirkungszahlen in den Normen und Richtlinien vor 
[2, 3]. Diese ermöglichen eine direkte Übertragbarkeit der Werkstoffeigenschaften auf 
die Systemeigenschaften, sind jedoch durch ihre experimentelle Ermittlung stark an das 
betrachtete System gebunden. Durch die beschränkte Anzahl an betrachteten techni-
schen Systemen, vornehmlich im Bereich der Antriebstechnik, sind nicht alle im indust-
riellen Einsatz befindlichen Bauteilverbindungen über Kerbwirkungszahlen bewertbar. 
Dies trifft besonders dann zu, wenn zu der klassischen Ermüdungsbeanspruchung zu-
sätzliche tribologische Schädigungseffekte auf die Bauteiloberfläche einwirken. Folg-
lich liefern bestehende Normen und Richtlinien für reibdauerbeanspruchte 
Bauteilverbindungen keinerlei Handlungsempfehlungen, sodass eine aktuelle Ausle-
gung derartig beanspruchter Bauteilverbindung nicht möglich ist bzw. ausschließlich 
auf Erfahrungswerten beruht. 
Besonders durch die interdisziplinäre Verknüpfung zwischen der Tribologie und der Er-
müdungsfestigkeit ergibt sich bei der Reibdauerermüdungsbetrachtung eine zusätzliche 
Komplexität. Diese gilt es bei der Entwicklung eines wirkungskonformen Berechnungs-
verfahrens aufzulösen. Unter Verwendung einer Vielzahl von Literaturquellen erarbei-
tete Vidner [4] eine anwendungsorientierte Berechnungsmethodik für 
reibdauerbeanspruchte Kontakte. Er konnte jedoch, ähnlich wie bei den Kerbwirkungs-
zahlen, den Systembezug nicht vollständig auflösen bzw. beschreiben. Eine umfassende 
Bewertung reibdauerbeanspruchter Kontakte war somit immer noch an experimentelle 
Untersuchungen gebunden.  
Die vorliegende Arbeit greift die Berechnungsmethodik von Vidner auf und erweitert 
die vorliegenden Ergebnisse durch grundlagenorientierte Reibdauerermüdungsversuche 
an einem Labormodell mit dem Ziel, den notwendigen Oberflächeneinflussfaktor als 
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systembezogene Größe darzustellen. Der im Weiteren als Reibkorrosionsfaktor bezeich-
nete Oberflächeneinflussfaktor soll so die tribologische Schädigung der Bauteiloberflä-
che wirkungskonform erfassen und die Einbindung in einen Festigkeitsnachweis 
ermöglichen. Der Verfasser erhofft sich so die noch bestehende Lücke zwischen der 
Bauteilfestigkeit und den Systemeigenschaften bei reibdauerbeanspruchten Kontakten 
aufzulösen. Die Validierung der am Labormodell ermittelten Reibkorrosionsfaktoren 
erfolgt an einer Pleuelverbindung mit Gleitlagerbuchse und ermöglicht eine systemüber-
greifende Bewertung der Faktoren im Sinne des Ermüdungsfestigkeitsnachweises.
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2 Motivation und Lösungsweg 
2.1 Motivation 
Die stetige Weiterentwicklung der Berechnungsmethoden und –verfahren im Bereich 
der Ermüdungsfestigkeit führt zu einer zunehmend höheren Ausnutzung der noch be-
stehenden Festigkeitsreserven. Getrieben wird diese Entwicklung durch die in der Fahr-
zeugindustrie sowie in der stationären Antriebstechnik angestrebte höhere 
Leistungsdichte der technischen Systeme. Um die gesteckten Ziele zu erreichen, ist eine 
zunehmende Verwendung hochfester Werkstoffe zu beobachten. Aufgrund der damit 
einhergehenden höheren spezifischen Belastung treten bei äquivalentem elastischen 
Materialverhalten der Werkstoffe (Stahl: E ≈ 210.000 MPa) höhere Verformungen auf. 
In den Kontaktfugen der Bauteile entstehen so zum Teil bei Überschreitung der Haft-
grenze Relativbewegungen im Mikrometerbereich. Diese auch als Schlupf bezeichneten 
Relativbewegungen sind eng im Zusammenhang mit dem Versagensmechanismus der 
Reibdauerermüdung zu sehen. Eine zusätzliche Gefährdung ergibt sich aus dem Zusam-
menhang, dass besonders bei hochfesten Werkstoffen ein signifikanter Festigkeitsabfall 
durch Reibdauerermüdungseffekte zu beobachten ist. Exemplarisch sei hier auf die Un-
tersuchungen von Julius [5] und Kreitner [6] verwiesen, die diesen Effekt schon vor 50 
Jahren nachweisen konnten. Weitere grundlegende Zusammenhänge konnten durch die 
umfangreichen Arbeiten von Nishioka et al. [7, 8, 9, 10, 11, 12] aufgezeigt werden. 
National begannen die Untersuchungen auf dem Gebiet durch die Arbeiten von Funk 
[13, 14]. Durch die bestehenden Erkenntnisse und die anhaltende Tendenz zur Optimie-
rung der Bauteilverbindungen ist davon auszugehen, dass das reibkorrosive Versagen 
zukünftig an Bedeutung gewinnt. 
Wie einleitend erwähnt, stützt sich die Auslegung heutiger Bauteilverbindungen größ-
tenteils auf die Verwendung der in den Normen und Richtlinien enthaltenen Kerbwir-
kungszahlen. Diese spiegeln jedoch hauptsächlich das spannungsmechanische Versagen 
wider und sind daher ungeeignet um tribologische Schädigungseffekte zu erfassen. Die 
hier in Rede stehende Norm DIN 743 [2] und die FKM-Richtlinie [3] „Rechnerischer 
Festigkeitsnachweis“ schließen demnach die Reibkorrosion durch ihren Gültigkeitsbe-
reich aus. Für Konstrukteure fehlen daher wichtige Informationen zur Bemessung der 
Gestaltfestigkeit. Sie sind daher angehalten hohe Sicherheitsfaktoren zu verwenden oder 
eine Quantifizierung der Ermüdungsfestigkeit durch experimentelle Untersuchungen 
vorzunehmen. 
Die bis dato bestehende Vernachlässigung der Reibkorrosion in den oben aufgeführten 
Standards beruht auf der zum Teil unzureichenden experimentellen Untersuchung des 
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Schädigungsmechanismus. Des Weiteren sind die vorhandenen nationalen sowie inter-
nationalen Forschungsergebnisse auf diesem Gebiet noch nicht in einem gesamtheitli-
chen Kontext betrachtet bzw. überführt worden. Dies scheitert zumeist an einer nicht 
einheitlichen Versuchsdurchführung oder einer unzureichenden Dokumentation der 
Versuche. Nicht zuletzt verhindert auch eine zu spezifizierte Betrachtungsweise eine 
verallgemeinerte Darstellung des reibkorrosiven Effektes auf die Bauteilfestigkeit. 
Um dennoch angelehnt an die einfache Handhabung der Kerbwirkungszahlen eine an-
wendungsorientierte und zugleich praxisnahe Berechnungsmethode zu schaffen, erar-
beitete Vidner in seiner Dissertation [4] ein vielversprechendes Konzept zur 
Berücksichtigung der Reibdauerermüdung. Basierend auf dem örtlichen Konzept der 
FKM-Richtlinie ersetzte er den Oberflächenrauheitsfaktor KR,σ durch einen sogenannten 
Reibkorrosionsfaktor KR,σ,RD siehe Gl. (2). Damit erzielte er einen direkten Einfluss 
auf die Bauteilwechselfestigkeit σWK nach Gl. (1). 
 
Die Zielstellung, den Reibkorrosionsfaktor als systemabhängigen Konstruktionskenn-
wert in den Konstruktionsfaktor KWK einzubinden, scheiterte jedoch an der geringen 
Versuchsanzahl. Folglich konnten nur prinzipielle Abhängigkeiten bezüglich der tribo-
logischen Beanspruchung durch Fugendruck und Schlupf abgebildet werden. Weiterhin 
konnte durch die geringe Anzahl der Materialvariation keine einheitliche Beschreibung 
des Reibkorrosionsfaktors in Abhängigkeit der Werkstoffe erfolgen. Dies hatte zur 
Folge, dass die zweifelsfrei gute Berechnungsgenauigkeit über den Reibkorrosionsfak-
tor zwar exemplarisch nachgewiesen werden konnte, jedoch immer noch an experimen-
telle Untersuchungen gebunden war, siehe Bild 2.1. Vidner schreibt hierzu: 
„Solange die Reibkorrosionsfaktor-Datenbasis lediglich einzelne Ergebnisse beinhaltet 
und eine Übereinstimmung der Systemparameter mit der Anwendung unwahrscheinlich 
ist, sind explizite Modellversuche im anwendungsnahen Zustand, wie z.B. dem Reib-
klötzchenprüfstand mit anschließender numerischen Rückrechnung erforderlich. Ferner 
ist es denkbar, auf Grund der vorhandenen experimentellen Daten die Reibkorrosions-
faktoren als Funktion der einzelnen Einflussfaktoren mathematisch zu beschreiben und 
















𝐾𝑉 ∙ 𝐾𝑆 ∙ 𝐾𝑁𝐿,𝐸
 (2) 
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Gerade aufgrund der fehlenden mathematischen Beschreibung der Einflussfaktoren er-
langte das Berechnungsverfahren nicht den Status eines allgemeingültigen und damit 
normungsfähigen Festigkeitsnachweises und blieb bis dato in den Normen und Richtli-
nien unberücksichtigt. 
 
Bild 2.1:  Methode zur Bewertung der Ermüdungsfestigkeit reibdauerbeanspruchter Systeme 
mit Hilfe des erweiterten Ermüdungsfestigkeitsnachweises nach Vidner [4] 
Die Zielstellung der vorliegenden Arbeit ist es daher, unter Berücksichtigung der Kom-
plexität des tribologischen Systems, die für das verallgemeinerte Berechnungskonzept 
notwendigen Zusammenhänge zu erarbeiten und eine rein rechnerische Ermittlung der 
Reibkorrosionsfaktoren zu gewährleisten. Im Endeffekt stellt dies eine Verallgemeine-
rung der Reibkorrosionsfaktorberechnung dar. Zukünftige Auslegungen reibdauerbean-
spruchter Systeme setzen damit keine zusätzlichen experimentellen Untersuchungen 
voraus und überführen die Berechnungsmethode in den gewünschten normungsfähigen 
Festigkeitsnachweis. Nach erfolgreicher Validierungs- und Erprobungszeit kann so ein 
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2.2 Lösungsweg 
Der Lösungsweg innerhalb der vorliegenden Arbeit (Bild 2.2) leitet sich aus der Kom-
plexität des tribologischen Systems und der parallel seit Jahren vorherrschenden Forde-
rung nach einem allgemeingültigen Berechnungsverfahren für reibdauerbeanspruchte 
Fügeverbindungen ab. Ausgangspunkt ist dabei die Zielstellung der verallgemeinerten 
Reibkorrosionsfaktorberechnung. Basierend auf einer im Kapitel 3 systematisch aufbe-
reiteten Literaturdarstellung der Reibkorrosionsproblematik wird unter Berücksichti-
gung der realgeometrisch- und beanspruchungsbedingten Tragbildausbildung ein 
Berechnungsansatz erarbeitet, der auf eine Vereinfachung der Berechnungsmethodik 
nach Vidner abzielt.  
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Hierbei wird bewusst auf eine allumfassende Darstellung der Literaturdaten verzichtet, 
da diese im Zuge der Dissertationsschrift von Vidner [4] dokumentiert, systematisiert 
und hinsichtlich eines Berechnungsverfahrens für reibdauerbeanspruchte Kontakte auf-
bereitet wurden. Die hier vorgestellte Berechnungssystematik erhält somit den Charak-
ter einer Weiterentwicklung des bestehenden Konzeptes und knüpft an die 
Untersuchungen in [4] nahtlos an. 
Ableitend aus den in Kapitel 3 erarbeiteten Ansätzen und Thesen erfolgt eine grundla-
genorientierte experimentelle Untersuchung der Reibdauerfestigkeit. Aufgrund der 
hauptsächlichen Verwendung von Stahlwerkstoffen in der Antriebstechnik und der Ein-
grenzung der Thematik konzentrieren sich die vorliegenden Untersuchungen auf die 
Werkstoffgruppe der Stähle und schließen die Betrachtung von Zwischenmedien aus. 
Durch die in der Forschungslandschaft vorliegenden Erkenntnisse kann jedoch der 
Standpunkt vertreten werden, dass die Ergebnisse der Stahl-Stahl-Paarungen qualitativ 
auf andere Werkstoffgruppen übertragen werden können, eine quantitative Übertragbar-
keit der Ergebnisse jedoch nicht gegeben sein wird. Die Untersuchungen an den Stahl-
Stahl-Paarungen liefern damit auch werkstoffgruppenübergreifend wichtige Erkennt-
nisse und fördern das Verständnis über die Reibdauerermüdung im Allgemeinen. 
Zur Bewertung und Validierung der Reibdauerbeanspruchung werden in der experimen-
tellen Betrachtung (Kapitel 4) sowohl Langzeitfestigkeiten an der freien Oberfläche so-
wie an zwei unterschiedlich stark abstrahierten tribologischen Systemen ermittelt. Das 
Labormodell stellt in diesem Zusammenhang einen vereinfachten tribologischen Kon-
takt dar und soll die Reibdauerfestigkeitszusammenhänge basierend auf einer grundla-
genorientierten Einflussanalyse erarbeiten. Das Realmodell stellt hingegen einen 
realitätsnahen Anwendungsfall dar und wird durch eine Pleuelverbindung mit einge-
pressten Lagerring repräsentiert. Die realitätsnahe Prüfung dient damit der Validierung 
der am Labormodell ermittelten Reibkorrosionsfaktoren und soll eine Übertragbarkeit 
der Reibkorrosionsfaktoren zwischen den unterschiedlichen technischen Systemen be-
werten. Ergänzend zu den Schwingfestigkeitsuntersuchungen an den freien Oberflächen 
sowie an den reibdauerbeanspruchten Proben wurden umfangreiche Reibwertversuche 
durchgeführt. Die Reibwertuntersuchungen zielen dabei auf eine Erfassung der reali-
tätsnahen Reibwerte einer reibdauerbeanspruchten Fügeverbindung ab und werden in 
der gesamtheitlichen Bewertung der Reibdauerermüdung mit berücksichtigt.  
Die anhand der experimentellen Untersuchungen erlangten Erkenntnisse sind aufgrund 
der Unzugänglichkeit der Fügeflächen eine reine Nenngrößenbetrachtung und entspre-
chen nicht den im Kontakt vorliegenden Beanspruchungen, welche schlussendlich das 
Versagen bewirken. Hinsichtlich einer realitätsnahen Bewertung der Beanspruchungs-
zustände im Kontakt wird in Kapitel 5 eine umfangreiche FE-Analyse durchgeführt. Die 
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damit stattfindende Transformation der Nenngrößenbetrachtung in eine lokale Betrach-
tung, unter Berücksichtigung der hochtrainierten Reibwerte sowie der messtechnisch 
erfassten Bewegungsabläufe zwischen den Kontaktpartnern, überführt die systemspezi-
fische nennspannungsbezogene Reibdauerfestigkeit in einen lokalen spannungsbezoge-
nen Beanspruchungszustand. Hierbei ist die Loslösung von der 
Nennspannungsbetrachtung hin zu einer lokalen Betrachtung essentiell und macht die 
geforderte systemübergreifende Übertragbarkeit überhaupt erst möglich. 
Die Reibkorrosionsfaktorermittlung stellt demnach einen basierend auf den lokalen Be-
anspruchungszuständen abgeleiteten Oberflächenschädigungsfaktor dar und nutzt das 
örtliche Berechnungskonzept der FKM-Richtlinie [3]. Basierend auf der so geschaffe-
nen Datenbasis an Reibkorrosionsfaktoren wird mittels einer nachgeschalteten Synthese 
der Reibkorrosionseinfluss auf die Ermüdungsfestigkeit in Abhängigkeit der systemspe-
zifischen Parameter mathematisch beschrieben. Hierbei sollen sowohl spannungsme-
chanische, tribologische als auch werkstoffbezogene Zusammenhänge betrachtet 
werden. Die genannten Einflüsse sind nach Bild 1.1 unter dem Begriff der Systemei-
genschaften vereint und sind Bestandteil des tribologischen Systems. 
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3 Reibdauerbeanspruchung 
3.1 Tribologisches System 
Unter dem Begriff der tribologischen Systeme versteht man die Interaktion von zwei 
Kontaktpartnern unter Einbeziehung der Umgebungsbedingungen, der Zwischenstoffe 
und des Beanspruchungskollektivs. Damit ist es fester Bestandteil jeder technischen An-
wendung. Allein die Begriffe Reibung und Verschleiß unterstreichen diesen Aspekt und 
sind wichtige Kenngrößen bei der Bemessung bzw. Bewertung von Bauteilverbindun-
gen. Als typische Funktion eines tribologischen Systems kann die Bewegungsübertra-
gung, die Bewegungshemmung aber auch die Kraftübertragung angesehen werden. 
Während die Bewegungsübertragung bzw. –hemmung naturgemäß mit größeren Rela-
tivbewegungen der Bauteile einhergeht, ist bei der Kraftübertragung ein (partielles) 
Schlupfen der Verbindung nicht erwünscht. Die daraus abzuleitenden Anforderungen 
an die Systeme zeigen deutlich, dass eine systemspezifische Optimierung stark von der 
Funktion der jeweiligen Verbindung abhängt und zugleich ein tiefgreifendes Verständ-
nis erfordert. 
Der prinzipielle Aufbau von tribologischen Systemen ist in Bild 3.1 dargestellt. Unter-
teilt wird die Systembetrachtung in das Beanspruchungskollektiv, die Struktur und die 
tribometrischen Kenngrößen. Die Struktur und das Beanspruchungskollektiv orientieren 
sich hierbei vornehmlich an der Funktionserfüllung des betrachteten Systems, wobei die 
Beanspruchung als Eingangsgröße innerhalb der Systembetrachtung aufgefasst wird. 
Das Beanspruchungskollektiv repräsentiert somit alle technischen und physikalischen 
Parameter, die während der Beanspruchungsdauer auf die Strukturkomponenten einwir-
ken. Die wichtigsten kontaktbeschreibenden Parameter sind die Normalkraft FN sowie 
die vorliegenden Relativbewegungen, oftmals charakterisiert durch die 
Schlupfamplitude sa. Erweitert wird das Beanspruchungskollektiv im Hinblick auf die 
Reibdauerfestigkeit durch die äußeren zyklischen Beanspruchungen infolge von Mo-
menten M und Kräften F. Diese vornehmlich auf den Grundkörper einwirkenden Belas-
tungen führen aufgrund von Steifigkeitsunterschieden zwischen den Kontaktpartnern zu 
zusätzlichen Relativbewegungen innerhalb des Kontaktes. Diese überlagern sich mit 
den funktionsbedingt eingeleiteten Schlupfbewegungen, können jedoch, wie bei kraft-
schlüssigen Verbindungen üblich, auch allein für die vorliegenden Relativbewegungen 
sa im Kontakt verantwortlich sein. 
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Bild 3.1: Aufbau und Wechselwirkung innerhalb des tribologischen Systems 
Ableitend aus dem Beanspruchungskollektiv und im Zusammenhang mit der Struktur 
des Tribosystems ergeben sich lokale Beanspruchungsparameter. Als Beispiel ist hier 
die auf der Normalkraft beruhende Flächenpressung zu nennen. Aufgrund inhomogener 
Kontaktgeometrien im makroskopischen wie mikroskopischen Bereich bilden sich un-
terschiedlich hoch beanspruchte Kontaktbereiche aus. Dies äußert sich beispielsweise 
in einer inhomogenen Pressungsverteilung oder durch Ausbildung unterschiedlicher 
Schlupfzonen. Als Folge der tribologischen Beanspruchung des Kontaktes ergeben sich 
dabei durch Verschleiß- und Reibmechanismen hervorgerufene quantifizierbare Kenn-
größen. Darunter zählen sowohl tribochemische Prozesse als auch die im Maschinenbau 
geläufigen Begriffe des Verschleißes V und des Reibwertes µ. Typische Verschleißme-
chanismen sind die Adhäsion, die Abrasion und die Oberflächenzerrüttung. Letzteres 
stellt eine Oberflächenermüdung dar, welche sich aufgrund der zyklischen Beanspru-
chung der Bauteiloberfläche einstellt. Die Ermüdungserscheinungen gehen dabei mit 
einer Anrissinitiierung einher. Im Falle der Reibdauerermüdung ist dies besonders kri-
tisch zu bewerten, da Anrisse einer hohen Kerbwirkung entsprechen und damit ein Ver-
sagen durch äußere Belastungen (Momente und Kräfte) begünstigen. Es erscheint daher 
sinnvoll, bei Reibdauerfestigkeitsbetrachtungen die Anrisstiefe als tribometrische Kenn-
größe mit zu erfassen. Ein dahin gehender Trend ist in der Literatur zu beobachten. Bei-
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Quellen geht hervor, dass eine direkte Abhängigkeit zwischen der Reibdauerermü-
dungsfestigkeit und der vorliegenden Anrisstiefe vorherrscht. Die darüber hinaus fest-
zustellende Abhängigkeit der Anrisstiefe von den tribologischen Einflussparametern 
Schlupf und Fugendruck verweist nochmals auf die systembezogene Problematik der 
Reibdauerermüdung.  
Gerade die Quantifizierung der tribologischen Kenngrößen des Schlupfes und Fugen-
druckes stellen jedoch eine Problemstellung dar. Dies begründet sich hauptsächlich 
durch die Unzugänglichkeit des tribologischen Kontaktes, was eine messtechnische 
Quantifizierung erschwert. Darüber hinaus ist die Struktur des tribologischen Systems, 
d.h. der Grundwerkstoff und der Gegenwerkstoff, durch irreversible Vorgänge (Ver-
schleiß) einem stetigen Wandel unterworfen. Visualisiert wird dieses Verhalten in Bild 
3.1 durch die Einflussbeziehungen (). Mit dem Wandel der Struktur stellen sich in der 
Regel über die Zeit veränderliche Kontaktzustände ein. Gerade bei inhomogenen Bean-
spruchungsverläufen kommt es dadurch zu partiellen Schlupfzonen und damit zu loka-
len Verschleißerscheinung im Kontakt. Eine nominelle Beschreibung der Kenngrößen 
Schlupf und Fugendruck gibt daher nicht die realen Beanspruchungszustände innerhalb 
des Kontaktes wieder. Eine diesbezügliche Bewertung im Sinne einer betriebssicheren 
Auslegung reibdauerbeanspruchter Fügeverbindungen steht noch aus und soll im Laufe 
dieser Arbeit diskutiert werden.  
3.2 Reibdauerermüdungsfestigkeit 
Die Reibdauerermüdungsfestigkeit beschreibt den Abfall der Dauerfestigkeit eines zyk-
lisch beanspruchten Werkstoffes unter zusätzlicher tribologischer Beanspruchung. Da-
runter zählen alle genannten Einflüsse auf das tribologische System in Kapitel 3.1. Zur 
Eingrenzung der Thematik sowie zur deutlicheren Herausstellung der in der vorliegen-
den Arbeit zu untersuchenden Einflüsse auf die Reibdauerhaltbarkeit wird nachfolgend 
der Schadensmechanismus der Reibkorrosion anhand des Ermüdungsrissverlaufes be-
schrieben. Im Anschluss erfolgt eine Aufarbeitung der in der Literatur vorliegenden Er-




 und Werkstoff 
 
auf die Reibdauerfestigkeit. Die genannten Einflussgrößen gelten in der Literatur als 
ursächlich für die Reibdauerbeanspruchung und sind vorrangig für die schadensphäno-
menologische Beschreibung der Reibdauerfestigkeit unter Beachtung des Rissfortschrit-
tes heranzuziehen.  
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3.2.1 Rissfortschritt unter Reibdauerermüdung 
Die messtechnische Erfassung des Rissverlaufes an reibdauerversagten Bauteilen ge-
winnt, wie bereits in Kapitel 3.1 angedeutet, zur Beurteilung der experimentell festge-
stellten Reibdauerfestigkeiten zunehmend an Bedeutung. Ursächlich dafür ist die 
festigkeitsreduzierende Auswirkung der Reibdauerbeanspruchung durch Anrissausbil-
dung im oberflächennahen Gebiet des Werkstoffes. Der entstehende Anriss stellt bei der 
Festigkeitsbetrachtung eine Kerbe dar, welche wiederum im Zusammenhang mit einer 
maximalen Beanspruchbarkeit des Werkstoffes zu sehen ist. Konsens besteht darüber, 
dass der Rissfortschritt eines reibdauerbeanspruchten Bauteils in vier Phasen eingeteilt 
werden kann.  
 
Bild 3.2: Schematische Darstellung des reibdauerinduzierten Rissverlaufes und dessen Un-
terteilung in die vier Phasen des Risswachstums nach [19, 20, 21]; P: Phase, FZ: 
dynamische Zugkraft 
Bild 3.2 zeigt den schematischen Rissverlauf unter Reibdauerermüdung. Phase 1 (P1) 
charakterisiert die Anrissinitiierung. Diese wird hervorgerufen durch kleine Oberflä-
chendefekte in Folge der tribologischen Beanspruchung [21]. Unter fortlaufender dyna-
mischer Belastung geht der ursprüngliche Oberflächendefekt in ein stabiles 
Risswachstum über. Dieses ist im oberflächennahen Gebiet des Grundwerkstoffes ur-
sächlich geprägt durch die vorliegenden Kontaktbeanspruchungen. Mit zunehmender 
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den mixed mode über. Das als Phase 2 (P2) bezeichnete stabile Risswachstum ist ge-
prägt durch die schubspannungsbedingte Oberflächenbeanspruchung und die parallel 
vorliegende äußere Ermüdungsbeanspruchung durch Kräfte oder Momente. Charakte-
ristisch für den Übergang von Phase 1 in Phase 2 ist die beginnende Neuorientierung 
des Rissverlaufes. Mit weiter voranschreitender zyklischer Beanspruchung und dem ein-
hergehenden Risswachstum ins Bauteilinnere wird der Einfluss des Oberflächenbean-
spruchungszustandes zunehmend geringer. Der Rissverlauf orientiert sich in Folge der 
äußeren Beanspruchung nach [19] orthogonal zur 1. Hauptspannung. Der im Anschluss 
an Phase 2 weiter voranschreitende Riss (P3) stellt ein klassisches Ermüdungsriss-
wachstum dar und führt bei nicht stattfindender Stagnation letztendlich zum Gewalt-
bruch der Verbindung.  
Besonders interessant erscheint bei Betrachtung des Rissverlaufes der Bezug zwischen 
reibdauerinduzierter Anrisstiefe und der daraus resultierenden maximalen dauerhaft er-
tragbaren äußeren zyklischen Beanspruchung. Aufgrund der Neuorientierung des Risses 
und der zunehmenden Rissorientierung hinsichtlich der äußeren Beanspruchung wird 
oft der Übergang von Phase 1 zu Phase 3 als maximale reibdauerinduzierte Anrisstiefe 
t0 beschrieben [6], siehe Bild 3.3.  
 
Bild 3.3: Definition der reibdauerinduzierten Anrisstiefen H und t0 und schematische Darstel-
lung der Unterteilung in Anriss- und Rissfortschrittgebiet  
Neue Erkenntnisse in [17, 22] zeigen jedoch, dass bereits geringere Anrisstiefen als die 
über t0 zu quantifizierende Anrisstiefe versagensinduzierend wirken und einen Rissfort-
schritt durch die äußere Belastung ermöglichen. Basierend auf Bruchflächenanalysen 
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gensauslösende Anrisstiefe im Bereich von 300 - 400 µm detektiert werden. Die An-
risstiefe t0 steht nach den Aussagen von Li dahingehend eher im Zusammenhang mit den 
ins Bauteilinnere abfallenden Einfluss der Reibschubspannung. Eine diesbezügliche Be-
stätigung liefern Li et. al. in [18]. Anhand zahlreicher Bruchflächenvermessungen mit 
einhergehender Ermittlung der chemischen Zusammensetzung entlang des Bruchpfades 
konnte gezeigt werden, dass ab einer bestimmten Anrisstiefe, beschrieben als fatigue 
source depth (H) siehe Bild 3.3, ein abrupter Wechsel der chemischen Zusammenset-
zung erfolgt. Die im oberflächennahen Rissverlauf detektierten hohen Anteile von Oxi-
dationsprodukten sind nach Aussagen von Li über den Kontakt in den sich ständig 
öffnenden Riss eingetragen worden. Ab einer kritisch zu bewertenden Anrisslänge 
schreitet der Rissfortschritt jedoch so schnell voran, dass die im Kontakt abgetragenen 
Oxidationsprodukte nicht weiter ins Bauteilinnere vordringen können. Somit stellt der 
detektierte Wechsel der chemischen Zusammensetzung im übertragenen Sinne die kri-
tische tribologische Anrisslänge dar und unterteilt den Rissverlauf in das Anrissgebiet 
und in das Rissfortschrittgebiet. Li et. al. erfassten darüber hinaus in [18] die Anrisstiefe 
t0 und setzen beide quantifizierten Anrisstiefen in Bezug zur erzielten Reibdauerfestig-
keit. Es zeigte sich, dass die Anrisstiefen H und t0 in Abhängigkeit des Fugendrucks 
qualitativ identischen Verläufen folgen und mit der Reibdauerfestigkeit korrelieren. Das 
Verhältnis zwischen der Anrisstiefe H und der Anrisstiefe t0 kann für einen Fugendruck 
von p = 40 MPa, ableitend aus den Ergebnissen in [18], wie folgt angegeben werden.  
 
Ungeklärt ist, ob die Beobachtungen am Titanwerkstoff Ti6Al4V auf andere Werkstoffe 
zu übertragen sind. Diesbezügliche Untersuchungen stehen noch aus. 
3.2.2 Einfluss des Fugendrucks 
Durch die im vorhergehenden Kapitel beschriebenen Zusammenhänge hinsichtlich des 
Rissfortschritts wird deutlich, dass die Flächenpressung innerhalb des tribologischen 
Systems einen dominierenden Einfluss auf die schubspannungsinduzierte Anrissbildung 
und demzufolge auf die ertragbare Ermüdungsbeanspruchung ausübt. Aufgrund der di-
rekten Abhängigkeit der über den Kontakt übertragenen Reibkräfte zur vorliegenden 
Flächenpressung und der ständig wechselnden Relativbewegung der in kontaktstehen-
den Bauteile wirken die Reibkräfte darüber hinaus wie eine zusätzliche Ermüdungsbe-
anspruchung auf den Werkstoff. Hierbei kann die äußere Belastung, in Abhängigkeit 
der Bewegungsabläufe innerhalb des tribologischen Systems, durch die übertragenen 
Reibkräfte erhöht aber auch reduziert werden. Dieser Aspekt wird meist in der Ergeb-
nisauswertung in der Literatur nicht ausreichend dokumentiert, sodass in der Regel al-
lein die nominellen zyklischen Beanspruchungsamplituden der äußeren 
𝑡0 ≈ 3,4 ∙ 𝐻 (3) 
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Beanspruchungen erfasst werden. Bei vergleichenden Bewertungen der Ergebnisse zwi-
schen unterschiedlichen Prüfstandsaufbauten ist dies zwingend mit zu berücksichtigen, 
da sonst die Gefahr von Fehlinterpretationen gegeben ist. Daraus folgend werden die 
hier aus der Literatur abgeleiteten Zusammenhänge qualitativ dargestellt. Des Weiteren 
werden in der Literatur häufig kontraforme Kontakte zur Prüfung herangezogen. Darun-
ter zählen Hertzsche Kontakte mit Linien- bzw. punktuellem Kontakt. Diese sollen auf-
grund der hohen Pressungen und aufgrund der innerhalb der vorliegenden Arbeit 
fokussierten Betrachtung auf die flächigen Kontakte nur teilweise behandelt werden. 
Bei Betrachtung der flächigen Kontakte hinsichtlich deren ertragbarer Reibdauerermü-
dungsfestigkeit unter Variation des Fugendrucks zeigt sich in der Literatur das in Bild 
3.4 a) dargestellte Verhalten. Bezugnehmend auf das vorherige Kapitel 3.2.1 ist neben 
der Reibdauerfestigkeit auch die in [17, 18] experimentell ermittelte Anrisstiefe (vergl. 
Bild 3.3) qualitativ in Abhängigkeit des Fugendrucks dargestellt.  
 
Bild 3.4: a) Qualitative Darstellung der Reibdauerfestigkeit in Abhängigkeit des Fugendrucks 
und der Anrisstiefe (fatigue source depth H vergl. Bild 3.3); b) Qualitative Darstellung 
der Reibdauerfestigkeiten hochfester und niedrigfester Stahlwerkstoffe in Abhängig-
keit des Fugendrucks 
Deutlich zu erkennen ist, dass die detektierten Anrisstiefen mit den dauerhaft ertragba-
ren Reibdauerfestigkeiten korrelieren. Der daraus hervorgehende Zusammenhang zeigt, 
dass ausgehend von der freien Oberfläche (Fugendruck p = 0 MPa) die Ermüdungsfes-
tigkeit unter Reibdauerbeanspruchung (p > 0 MPa) signifikant herabgesetzt wird. Der 
festigkeitssenkende Einfluss der tribologisch herbeigeführten Oberflächenschädigung 
ist hierbei bereits bei sehr geringen Fugendrücken im Bereich von 5 – 10 MPa detek-
tierbar [17]. Darüber hinaus zeigen die Ergebnisse, dass sowohl die Anrisstiefen als auch 
die ermittelten Festigkeiten bei Fugendrucksteigerung in ein konstantes Niveau einlau-
fen [18, 23]. Hierbei zeigt sich, dass die in der Literatur vornehmlich experimentell un-
tersuchten hochfesten Titaniumwerkstoffe das konstante Reibdauerfestigkeitsniveau 
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18]. Niedrigfestere Stahlwerkstoffe erreichen das konstante Reibdauerfestigkeitsniveau 
hingegen erst bei deutlich höheren Fugendrücken. Aus der Literatur sind diesbezüglich 
Werte von p = 30 – 70 MPa zu entnehmen [24, 25, 26]. Qualitativ ist dieser Zusammen-
hang in Bild 3.4 b) dargestellt. Die angegebene größere Streuspanne des Fugendrucks 
für die niedrigfesten Werkstoffe ist auf die Verwendung von Fugendruckuntersuchun-
gen im Zeitfestigkeitsgebiet bei konstanter äußerer Beanspruchung und expliziter Reib-
dauerfestigkeitsuntersuchungen zurückzuführen. Vermutlich sind die im 
Zeitfestigkeitsgebiet detektierten Zusammenhänge der Bruchlastspielzahl in Abhängig-
keit des Fugendrucks nicht direkt auf die Dauerfestigkeit zu übertragen. Ansatzweise 
wird dies in den Untersuchungen von Nakazawa [25] und Takazaki [27] bestätigt. Dort 
wird gezeigt, dass im Zeitfestigkeitsgebiet bei Variation des Fugendrucks zwar unter-
schiedliche Bruchlastspielzahlen erreicht werden, das Reibdauerfestigkeitsniveau sich 
jedoch äquivalent verhält. 
Festzuhalten ist, dass hochfeste Werkstoffe hinsichtlich der Reibdauerhaltbarkeit in Ab-
hängigkeit des Fugendruckes sensibler reagieren als niedrigfestere Werkstoffe. Dies äu-
ßert sich nicht nur durch das bereits bei geringen Fugendrücken erreichte konstante 
Reibdauerfestigkeitsniveau, sondern vor allem durch den signifikant höheren Festig-
keitsabfall. Nicht selten sind hier im Vergleich zur freien Oberfläche um den Faktor vier 
geringere dauerfest übertragbare Spannungsamplituden detektiert worden [28, 29]. Ähn-
lich hohe Kerbwirkungen kommen an freien Oberflächen nur an sehr scharf gekerbten 
Bauteilen vor. Niedrigfeste Werkstoffe reagieren hinsichtlich der Reibdauerbeanspru-
chung mit einem deutlich geringeren Festigkeitsabfall. Dies führt nicht selten dazu, dass 
niedrigfeste Werkstoffe unter Reibdauerbeanspruchung nahezu äquivalente Reibdauer-
festigkeitsniveaus erreichen wie hochfeste Werkstoffe unter gleicher tribologischer Be-
anspruchung [6]. Die Erkenntnis, dass höherfeste Werkstoffe sich prinzipiell 
kerbempfindlicher verhalten ist durch zahlreiche Untersuchungen an freien Oberflächen 
bekannt und auch in den Richtlinien bzw. Normen verankert [2, 3]. Unter Reibdauerbe-
anspruchung tritt dieser Aspekt jedoch noch offensichtlicher in den Vordergrund.  
Ergänzend zu den bereits dargestellten Zusammenhängen sollte der Fugendruckbereich, 
in dem ein reibdauerinduziertes Versagen vorrangig auftritt, eingeschränkt werden. Un-
tersuchungen von Nakazawa [25] zeigen, das sich ab Fugendrücken von p = 60 MPa die 
Versagensorte von der Mitte des tribologischen Kontaktes an den Kontaktrand verla-
gern. Ähnliche Beobachtungen sind in [27] festgestellt worden. Beide Literaturquellen 
verweisen diesbezüglich auf die hohen Spannungskonzentrationen am Kontaktrand als 
Anrissursache. Folglich ist daraus abzuleiten, dass ab Fugendrücken von p > 60 MPa 
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mit einem Wechsel der Versagensursache vom tribologisch zum spannungsmechani-
schen Versagen zu rechnen ist. Dieser Aspekt erschwert oftmals eine eindeutige Scha-
densbeurteilung an realen Bauteilenverbindungen. 
3.2.3 Einfluss der Schlupfamplitude 
Neben der vorliegenden Flächenpressung ist die Schlupfamplitude eine wichtige Ein-
flussgröße auf das Ermüdungsverhalten reibdauerbeanspruchter Kontakte. Im Gegen-
satz zum Fugendruck, welcher hauptsächlich die Schubspannungen auf der 
Kontaktoberfläche und damit die Anrissinitiierung fördert, nimmt die Schlupfbewegung 
größtenteils Einfluss auf den Verschleißprozess des Tribosystems. Dies wirkt sich wie-
derum, ursächlich begründet durch den Abtrag der initiierten Anrisse, anrisshemmend 
aus. Bekannt ist aus der Literatur [15, 30, 31], dass der Verschleißprozess der tribologi-
schen Kontakte erst ab einer signifikanten Schlupfschwingbreite zwischen den Kontakt-
partnern auftritt. Angelehnt an diesen Zusammenhang wird der Schlupfzustand des 
tribologischen Systems den drei kinematischen Zuständen zugeordnet:  
 globales Haften:  
Der Kontakt befindet sich in einem Haftzustand, d.h. in keinem Teilbereich des 
Kontaktes wurden die maximal zu übertragenen Schubspannungen / Reibkräfte 
überschritten. In Folge dessen finden keine Relativbewegungen zwischen den 
Kontaktpartnern statt. Es ist kein signifikanter Verschleiß der Kontaktflächen zu 
beobachten. 
 partielles Gleiten:  
Der Kontakt befindet sich in einem Zwischenzustand zwischen Haften und Glei-
ten. Der in der Literatur oft als partial slip beschriebene Zustand ist charakterisiert 
durch eine lokal begrenzte Überschreitung der maximal zu übertragenen Reib-
schubspannungen. In Folge dessen treten innerhalb des Kontaktes lokale Schlupf-
zonen auf, an denen erste Verschleißerscheinungen detektiert werden können. 
Aus makroskopischer Sicht befindet sich der Grund- und Gegenkörper weiterhin 
im Haftzustand. Charakteristisch für diesen Zustand ist die nahezu vollständige 
Ausschöpfung der reibschlüssig zu übertragenen Reibschubspannungen und die 
nur sehr geringe Verschleißrate bzw. das geringe Verschleißvolumen innerhalb 
des Kontaktes. 
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 globales Gleiten:  
Der Kontakt befindet sich in einem Gleitzustand. Die im Kontakt reibschlüssig 
übertragbaren Reibschubspannungen sind vollständig ausgeschöpft und führen 
zu einem über die gesamte Kontaktlänge vorherrschenden Schlupfen des Kon-
taktes. Die sich einstellende Relativbewegung ist kleiner als die Kontaktlänge, da 
andernfalls definitionsbedingt ein reversierender Gleitverschleiß vorliegt [32], 
der nicht im Kontext der Reibdauerermüdung zu sehen ist. Charakteristisch für 
den als gross slip beschriebenen kinematischen Zustand ist ein deutlicher Anstieg 
der Verschleißrate. 
Die hier in Rede stehende Einteilung ist ableitend aus zahlreichen Literaturstellen [31, 
33] in Bild 3.5 a) visualisiert und nimmt Bezug auf die im Kontakt vorherrschende Reib-
schubspannung [34, 35] und den Verschleiß [15, 36]. Die darüber hinaus dargestellte 
Anrisstiefe zeigt wiederum einen direkten Bezug zur ertragbaren Reibdauerfestigkeit. 
Durch die Beschreibung der kinematischen Zustände des tribologischen Kontaktes wird 
deutlich, dass die unterschiedlichen Bewegungszustände die vorliegenden Reib-
schubspannungen sowie die erzielten Verschleißraten innerhalb des Kontaktes beein-
flussen. Daher beschäftigten sich zahlreiche Publikationen national sowie international 
mit der Einflussuntersuchung des Schlupfes auf die Reibermüdungsfestigkeit [23, 33, 
37]. Aufgrund der in der gegenwärtigen Literatur vorzufindenden unterschiedlichen 
Schlupferfassung an den jeweiligen Prüfständen zeigt sich wie beim Fugendruck eine 
qualitativ eindeutige Abhängigkeitsdarstellung – jedoch keine quantitative. Der Einfluss 
des Schlupfes wird daher analog zur Fugendruckabhängigkeit allgemein beschrieben 
und zeigt die Zusammenhänge zwischen der Reibdauerfestigkeit, der Anrisstiefe, der 
Reibschubspannungen und des Verschleißes, siehe Bild 3.5. Hinreichend belegt ist, dass 
die Reibdauerfestigkeit bei sehr geringen Relativbewegungen inklusive des globalen 
Haftens sowie bei großen Schlupfbewegungen keine signifikante Absenkung der ertrag-
baren äußeren Beanspruchungen erkennen lässt. Der Bereich zwischen dem globalen 
Haften und dem globalen Gleiten ist jedoch durch eine starke Absenkung der Reibdau-
erfestigkeit gekennzeichnet, siehe Bild 3.5 b). Dieser Zusammenhang wurde erstmals 
durch die Publikation von Vingsbo und Söderberg 1988 international veröffentlicht 
[31]. Die Abhängigkeit der Reibdauerfestigkeit zeigt sich somit als typische Badewan-
nenkurve.  
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Bild 3.5: a) Systematische Darstellung der tribologischen Hystereseschleifen für die drei ki-
nematischen Zustände; b) Qualitative Abhängigkeitsdarstellung der Reibdauerer-
müdungsfestigkeit über die Schlupfamplitude sa; c) Qualitative Darstellung der 
Reibschubspannung und des Verschleißvolumens in Abhängigkeit der 
Schlupfamplitude sa 
Die Begründung für das beschriebene Verhalten liefern wiederum die im Kontakt initi-
ierten Anrisslängen. In [15] und [16] wurden diesbezüglich die ermittelten Anrisslängen 
in Abhängigkeit der Schlupfamplitude aufgetragen. Es zeigte sich, dass im Übergangs-
gebiet zwischen dem partiellen Gleiten und dem globale Gleiten, d.h. im Bereich von 
sa ≈ 20 µm, die tiefsten Anrisse detektiert werden konnten. Dies wurde in [33] und [34] 
weitestgehend bestätigt. Beide Veröffentlichungen zeigen im Bereich von sa ≈ 25 µm 
die niedrigsten Bruchlastspielzahlen bei konstanter äußerer Beanspruchung. Es ist folg-
lich davon auszugehen, dass in dem genannten Schlupfbereich höhere Kerbwirkungen, 
d.h. tiefere Anrisse vorliegen. In den Schlupfbereichen unterhalb sowie oberhalb dieses 
Wertes konnten nach [16] hingegen nur geringe Anrisslängen detektiert werden. Das in 
Bild 3.5 b) dargestellte Verhalten der Anrisslängen in Abhängigkeit der 
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Schlupfamplitude korreliert daher mit den experimentellen Reibdauerfestigkeiten in den 
genannten Publikationen. Interessant erscheint diesbezüglich die Begründung für den 
Verlauf der Anrisslängen in Abhängigkeit des Schlupfes. Hierfür müssen die Anriss in-
duzierenden Schubspannungen im Kontakt sowie die vorliegenden Verschleißraten 
(Verschleißvolumen) betrachtet werden, siehe Bild 3.5 c). Aufgrund der im Haftungs-
bereich und bei sehr kleinen Schlupfamplituden vorherrschenden geringen Schubspan-
nungen findet in diesem Gebiet keine Anrissinitiierung an der Oberfläche statt. Mit 
steigender Schlupfamplitude im Bereich des partiellen Gleitens steigen die im Kontakt 
vorhandenen Schubspannungen linear an und bilden am Übergang zum globalen Gleiten 
ein konstantes Maximum aus, siehe Bild 3.5 c). Dieser Zusammenhang wird in der Li-
teratur [16, 34, 38] häufig durch das Verhältnis der reibschlüssig übertragenen Querkraft 
bezogen auf die Normalkraft ausgedrückt und ist auf die flächenbezogenen Reib-
schubspannungen übertragbar. Parallel zu den steigenden Schubspannungen sind in dem 
beschriebenen Bereich zunehmende Anrisslängen detektierbar. Aufgrund der noch sehr 
geringen Verschleißrate im Bereich des partiellen Gleitens können die so induzierten 
Anrisse darüber hinaus nicht abgetragen werden. Damit kommt es im Übergangsgebiet 
zwischen partiellem und globalem Gleiten zu einer Überlagerung der maximalen An-
risswirkung (maximale Reibschubspannungen) mit der in diesem Bereich noch vorlie-
genden geringen Verschleißrate und folglich zu den tiefsten Anrissen. Bei weiter 
zunehmender Relativbewegung geht der Kontakt in den kinematischen Zustand des glo-
balen Gleitens über. Dies geht, wie bereits einleitend im aktuellen Kapitel beschrieben, 
mit steigenden Verschleißraten einher, wobei die anrissinduzierenden Schubspannun-
gen im Kontakt konstant bleiben. Die mit zunehmender Schlupfamplitude höheren Ver-
schleißvolumen tragen somit die induzierten Anrisse ab bzw. behindern deren 
Wachstum. In Folge dessen steigt das dauerhaft ertragbare Beanspruchungsniveau wie-
der an.  
3.2.4 Einfluss der Mittelspannung 
Der Einfluss der Mittelspannung auf das Ermüdungsverhalten reibdauerbeanspruchter 
Fügverbindungen wird in der Literatur nur in wenigen Publikationen thematisiert. Die 
bisherige Vernachlässigung des Mittelspannungseinflusses ist aufgrund der bekannten 
Auswirkungen auf die Ermüdungsfestigkeit an freien Oberflächen jedoch kaum nach-
vollziehbar. Die bekannten Festigkeitsschaubilder des Haigh-Diagramms sowie des 
Smith-Diagramms zeigen diesbezüglich eindrucksvoll den Einfluss der Mittelspannung 
bei Werkstoffen mit freier Oberfläche, siehe Bild 3.6.  
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Bild 3.6: Mittelspannungseinfluss auf das Ermüdungsverhalten von Werkstoffen mit freier 
Oberfläche; links: Haigh-Diagramm; rechts: Smith-Diagramm 
Insgesamt resultiert daraus die Fragestellung, ob die bekannten Zusammenhänge des 
Mittelspannungseinflusses auch auf die Reibdauerermüdung zu übertragen sind. Dies-
bezüglich zeigen die Untersuchungen von Zhang [39] im Bereich des untersuchten 
Spannungsverhältnisses von R = 0,7 - 0,9 einen markanten Anstieg der erreichten 
Bruchlastspielzahlen mit steigendem Spannungsverhältnis. Dies steht grundsätzlich im 
Widerspruch zu den bekannten Zusammenhängen an der freien Oberfläche. Die Unter-
suchungen beziehen sich jedoch auf das Kurzzeitfestigkeitsgebiet und haben folglich 
nur eine geringe Aussagekraft bezüglich der zu erwartenden Dauerfestigkeit. Pape und 
Neu [40] berufen sich hingegen auf experimentell ermittelte Wöhlerlinien und unter-
suchten in Abhängigkeit der geprüften Spannungsverhältnisse R = 0,1; 0,5 und 0,75 den 
Mittelspannungseinfluss auf die Reibdauerfestigkeit. Die Ergebnisse zeigen, dass die 
Spannungsverhältnisse R = 0,1 und R = 0,5 ein äquivalentes Reibdauerfestigkeitsniveau 
ausbilden, die Versuche unter erhöhter Mittelspannung mit R = 0,75 jedoch eine um 
41% reduzierte Reibdauerfestigkeit aufweisen. Dies steht grundsätzlich im Widerspruch 
zu den Ergebnissen in [39]. Die Untersuchungen in [40] beziehen sich allerdings auf 
Linien-Kontakte und sind daher nur bedingt mit Ergebnissen flächiger Kontakte ver-
gleichbar. Neu stellt in [41] weitere Untersuchungen vor und fasst die Ergebnisse aus 
[42] und [43] zusammen. Prinzipiell wird darauf verwiesen, dass die Mittelspannungs-
empfindlichkeit bei Reibdauerbeanspruchung gegenüber der Mittelspannungsempfind-
lichkeit bei freier Oberfläche signifikant geringer ist. Die Untersuchungen stützen sich 
wiederum auf kontraforme Linien-Kontakte und auf flächige Kontakte mit einer sehr 
hohen Flächenpressung von 200 MPa. In Analogie zu den Erkenntnissen aus Kapitel 
3.2.2 tritt durch die hohen Flächenpressungen hauptsächlich das Versagen am Kon-
taktrand ein und ist folglich eher dem spannungsmechanischen Schädigungsmechanis-
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unterschiedlichen Spannungsverhältnissen prüfstandbedingte zusätzliche Variation der 
Schlupfamplitude. Dies führt unter Kenntnis des Kapitels 3.2.3 dazu, dass keine eindeu-
tige separierte Mittelspannungsabhängigkeit aus den in [41] beschriebenen Versuchen 
abgeleitet werden kann. 
Die im Sinne eines Flächenkontaktes aussagekräftigste Literaturquelle zur Bewertung 
des Mittelspannungseinflusses auf die Reibdauerfestigkeit stellt die Dissertation von 
Kreitner [6] dar. Er ermittelte Wöhlerlinien am Werkstoff Ck 45 V85 sowohl für die 
freie Oberfläche als auch unter Reibdauerbeanspruchung für die Spannungverhältnisse 
R = - 1 und R = 0. Zusätzlich verweist Kreitner in seiner Publikation darauf, dass die 
Reibdauerfestigkeitsuntersuchungen unter konstanter tribologischer Beanspruchung 
von 10 µm Schlupfamplitude und 50 MPa Flächenpressung durchgeführt worden sind. 
Dies separiert die Mittelspannungsbetrachtung von den Einflussgrößen des Fugendrucks 
und des Schlupfes. Folglich sind die Ergebnisse gegenüber den anderen genannten Li-
teraturquellen als hochwertiger einzustufen. Kreitner zeigt, dass sich das Reibdauerfes-
tigkeitsniveau, anders als die Dauerfestigkeit bei freier Oberfläche, unabhängig von den 
untersuchten Spannungsverhältnissen darstellt. Er schlussfolgert daraus, dass die Ergeb-
nisse schwellender Reibdauerfestigkeitsuntersuchungen auf Bauteile mit wechselnder 
Beanspruchung übertragen werden können. Folgt man den Ausführungen von Kreitner 
und den grundsätzlichen Zusammenhängen, die sich hinsichtlich der bekannten Festig-
keitsschaubilder ergeben, würde die Mittelspannungsabhängigkeit reibdauerbean-
spruchter Verbindungen sich nach Bild 3.7 darstellen. 
 
Bild 3.7: Aus den Untersuchungen von Kreitner [6] abgeleiteter Mittelspannungseinfluss auf 
das Ermüdungsverhalten von Werkstoffen mit reibdauerbeanspruchter Oberfläche; 
links: Haigh-Diagramm; rechts: Smith-Diagramm 
Die resultierende Darstellung der konstanten Ermüdungsfestigkeit mit steigender Mit-
telspannung nach Bild 3.7 ist aus Dauerfestigkeitsschaubildern von schlussvergüteten 
























Mittelspannung σm Mittelspannung σm
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die tribologischen Kerben sehr scharfe Kerbwirkungen darstellen und in beiden Fällen 
keine Mittelspannungsempfindlichkeit vorliegt. Ähnliche Erkenntnisse ergaben sich im 
Forschungsvorhaben FVA 321 VI [45], wo bei scharfen bauteiltypischen Kerben sehr 
geringe Mittelspannungsempfindlichkeiten an Vergütungsstählen nachgewiesen werden 
konnten. 
Insgesamt lassen sich jedoch bei Betrachtung der vorliegenden Ergebnisse keine ein-
deutigen Mittelspannungseinflüsse auf die Reibdauerfestigkeit ableiten. Die in Bild 3.7 
postulierte Unabhängigkeit der Reibdauerfestigkeit von der Mittelspannung stellt daher 
eine unsichere Annahme dar und muss durch weitere Untersuchungen untersetzt wer-
den.  
3.2.5 Einfluss des Grund- und Gegenwerkstoffes 
Der Einfluss des Grund- und Gegenwerkstoffes bezieht sich anders als die bisher disku-
tierten Einflussfaktoren nicht auf das vorliegende Beanspruchungskollektiv des tribolo-
gischen Systems sondern betrachtet die strukturellen Einflusskomponenten, siehe Bild 
3.1. Der Grundkörper repräsentiert im Fall der Reibdauerermüdung das aus festigkeits-
relevanter Sicht höher bzw. kritischer beanspruchte Bauteil. In der Regel ist dies der 
durch zusätzliche äußere Belastungen (Kräfte, Momente) beanspruchte Kontaktpartner.  
Im Laufe dieser Arbeit wird zur Vermeidung von Fehlinterpretationen der Grundkör-
per einer Kontaktpaarung immer zuerst genannt. 
Bei der Bewertung des Einflusses des Grund- und Gegenkörpers auf die dauerhaft er-
tragbare Reibdauerfestigkeit ist dessen potentieller Einfluss auf das tribologischen Sys-
tems zu betrachten. Unstrittig erscheint, dass aus tribologischer Sicht der Reibwert einer 
Verbindung sowie der Verschleiß von der Materialpaarung abhängen. Wie in Kapitel 
3.2.2 und 3.2.3 gezeigt werden konnte, sind diese tribometrischen Kenngrößen wichtige 
Einflussfaktoren auf die zu erwartende Reibdauerfestigkeit. Hierbei ist jedoch seitens 
des Verschleißes nicht der Gesamtverschleiß einer Verbindung aus Materialverlust von 
Grund- und Gegenkörper als maßgebend zu betrachten, sondern der Verschleiß des 
Grundkörpers. Dies begründet sich durch den bereits dargelegten Abtrag der Anrisse 
und der damit steigenden Reibdauerhaltbarkeit des Grundwerkstoffes.  
Bild 3.8 zeigt diesbezüglich die in [1] aufbereitete Darstellung des Einflusses des 
Grundwerkstoffes auf die Reibdauerfestigkeit. Die dort visualisierten Ergebnisse gehen 
auf Kreitner [6] zurück und wurden unter einer tribologischen Beanspruchung von 
p = 50 MPa und sa = 10 µm ermittelt.  
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Bild 3.8: Einfluss des Grundwerkstoffes auf die Reibdauerfestigkeit nach [1], Dauerhaltbarkeit 
ist angegeben als Oberspannung  
Die Ergebnisse zeigen deutlich, dass eine alleinige Erhöhung der Festigkeit durch Ver-
güten oder die Wahl eines hochfesteren Werkstoffes die Reibdauerfestigkeit nicht stei-
gert. Hingegen kann durch Härten, wie auch in [46] bestätigt, oder Nitrieren eine 
signifikante Steigerung der Reibdauerfestigkeit erreicht werden. Dies erscheint unter 
dem Gesichtspunkt der Steigerung der Verschleißbeständigkeit des Grundwerkstoffes 
durch die genannten Verfahren als unplausibel, da beim Vergüten der Werkstoffe im 
Gegensatz zu den beiden anderen Verfahren keine Steigerung der Reibdauerfestigkeit 
zu beobachten ist. Des Weiteren würde sich ein geringer Verschleiß seitens des Grund-
werkstoffes eher festigkeitsmindernd bezüglich der Reibdauerbeanspruchung auswir-
ken, siehe Kapitel 3.2.3. Die Steigerung der Reibdauerfestigkeit durch Nitrieren oder 
Härten ist vielmehr durch die in der Werkstoffoberfläche vorherrschenden Druckeigen-
spannungen begründbar [6]. Diese verhindern die Entstehung und Ausbreitung der An-
risse. Bestätigt wird dieser Zusammenhang durch die erhöhte Reibdauerfestigkeit 
mittels kugelgestrahlter Werkstoffoberfläche in Bild 3.8, welche ebenso eine druckbe-
haftete Eigenspannungsausbildung im Randbereich zur Folge hat. Da Eigenspannungs-
zustände, wie statische Mittelspannungen in der Ermüdungsfestigkeit wirken, lässt sich 
daraus ableiten, dass Druckmittelspannungen positive Auswirkungen auf die zulässige 
Reibdauerfestigkeit haben. Die gegenüber dem Härten und dem Kugelstrahlen verbes-
serte Dauerfestigkeit des Nitriertens ist darüber hinaus durch die geringeren Reibwerte 
der nitrierten Verbindung zu erklären [6]. Dies führt zu einer Absenkung der Reib-
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schubspannungen und damit zu einer geringeren Anrissinitiierung bei äquivalent vorlie-
gender Flächenpressung der untersuchten Materialien. Inwiefern bei nitrierten Verbin-
dungen dieser Festigkeitsgewinn auch bei einer Steigerung der vorliegenden 
Flächenpressung bestand hätte, kann aktuell nicht bewertet werden. Es ist denkbar, dass 
bei erhöhter Flächenpressung und damit einhergehender Steigerung der Reibschubspan-
nungen eine stärkere Anrissinitiierung an der Oberfläche stattfindet und somit die er-
tragbare Reibbeanspruchbarkeit sinkt. 
 
Bild 3.9: Biegewechselfestigkeit eines vergüteten sowie nitrierten Stahlwerkstoffes unter Va-
riation des Gegenwerkstoffes [47], keine ≙ reine Biegewechselfestigkeit des 
Prüfstabes; Darstellung nach [1] 
Anders als beim Grundwerkstoff ist der potentielle Einfluss des Gegenwerkstoffes auf 
die Reibdauerhaltbarkeit einer Bauteilverbindung rein durch die Beeinflussung des tri-
bologischen Systems in Form des Reibwertes und des Verschleißes begründbar. Um-
fangreiche Untersuchungen zum Einfluss des Gegenwerkstoffes wurden von Wiegand 
[47] durchgeführt, siehe Bild 3.9. Die aus seiner Arbeit hervorgehenden Ergebnisse sind 
jedoch aufgrund der hohen gewählten Flächenpressung von p = 50 kp/mm² ≈ 490 MPa, 
welche mit hoher Wahrscheinlichkeit ein spannungsmechanisches Versagen zur Folge 
hatte, nicht in den Kontext eines reibdauerinduzierten Versagens zu bringen. Darüber 
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hinaus stellt die prüfstandbedingte nicht vom Schlupf separierte Betrachtungsweise der 
Reibdauerhaltbarkeit eine weitere Schwachstelle dar.  
Die in Bild 3.10 dargestellten Untersuchungen von Julius [5] sind aus wissenschaftli-
chen Gesichtspunkten höherwertiger einzustufen, da die Ergebnisse unter einer konstan-
ten tribologischen Beanspruchung (p = 50 MPa; sa = 10 µm) ermittelt wurden. Die 
somit von der tribologischen Beanspruchung separierten Untersuchungen konzentrier-
ten sich auf die Einflüsse der Oberflächenbehandlung des Gegenwerkstoffes und weni-
ger auf eine Werkstoffvariation im eigentlichen Sinne. Der Einfluss des 
Gegenwerkstoffes ist dennoch auch aus diesen Untersuchungen abzuleiten, da die un-
terschiedlichen Oberflächenbehandlungen sowohl die Oberflächenhärte des Gegen-
werkstoffes als auch den Reibwert der Verbindung beeinflussen. Die Ergebnisse von 
Julius zeigen, dass die meisten Oberflächenbehandlungsverfahren des Gegenwerkstof-
fes keinen signifikanten Einfluss auf die Reibdauerhaltbarkeit ausüben. Lediglich die 
Versuche mit den Reibkufen aus G-SnPb Bz 15, Glyco-Bronze und Ck 35N phospha-
tiert zeigen eine 35%ige bzw. 50%ige Steigerung der Reibdauerfestigkeit. Dies begrün-
det Julius durch die geringeren Reibwerte in diesen Verbindungen und den damit 
einhergehenden geringeren Reibschubspannungen im Kontakt. Basierend auf den Er-
gebnissen von Julius ist zu vermuten, dass der Gegenwerkstoff die Reibdauerfestigkeit 
des Grundwerkstoffes lediglich durch die Beeinflussung des Reibwertes beeinträchtigt. 
Diese Annahme gilt jedoch nur für den Bereich des partiellen Gleitens, da dort die vor-
liegenden Verschleißraten einer Fügeverbindung vernachlässigbar klein sind, siehe Ka-
pitel 3.2.3.  
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Bild 3.10: Zugschwellbeanspruchung des Werkstoffes C35 V65 unter Variation des Gegen-
körpers nach [5] 
Nach Lemm [48] führen durch eine Werkstoffvariation herbeigeführte Härteunter-
schiede zwar prinzipiell zu unterschiedlichen Verschleißraten, was aber aufgrund der 
generellen geringen Verschleißraten im Bereich des partiellen Gleitens vernachlässigbar 
ist. Eine signifikante Beeinflussung der Reibdauerfestigkeit durch den Verschleiß in-
folge einer Variation des Gegenwerkstoffs ist somit ausschließlich im Bereich des glo-
balen Gleitens zu erwarten. 
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3.3 Reibdauerermüdungsgefährdete Anwendungen 
Reibdauerbeanspruchte Systeme sind in allen technischen Anwendungen im Maschi-
nenbausektor anzutreffen. Eine umfassende Sammlung an Schadensfällen wurde durch 
Simon in [49] zusammengetragen. Besonders die Antriebstechnik als wichtiger Indust-
riezweig stellt gerade wegen der Vielzahl an Bauteilverbindungen und dem stetigen 
Drang nach einer optimalen Werkstoffausnutzung ein breites Feld an reibdauerbean-
spruchten Fügeverbindungen. Dies begründet sich vornehmlich durch die hohen Bean-
spruchungen, welche in Folge der Steifigkeitsunterschiede innerhalb der Kontakte zu 
Relativbewegungen führen [50]. Betroffen sind in diesem Zusammenhang sowohl form-
schlüssige als auch reibschlüssige Welle-Nabe-Verbindungen. Umfangreiche Untersu-
chungen an Pressverbänden sind durch Gropp [51] und Leidich [52] für torsions- und 
biegebeanspruchte Wellen durchgeführt worden. Aufgrund der geringen Schlupfwerte 
und der hohen Flächenpressungen sind die dort diskutierten Brüche jedoch eher im Kon-
text des spannungsmechanischen Versagens zu sehen. Zu einer ähnlichen Schlussfolge-
rung kommt Hofmann in seiner Dissertation [53]. Besonders interessant sind 
dahingehend die Untersuchungen von Schwämmle [54], der die Schlupfbewegungen 
biegebeanspruchter Pressverbände sowohl im tribologisch ungeschädigten Zustand als 
auch bei hochtrainierten Reibwerten ermittelte. Nach seinen Ausführungen unterliegen 
Pressverbände anfänglich hohen Schlupfamplituden im Bereich von bis zu 20 µm, wel-
che jedoch schnell durch das Hochtrainieren des Reibwertes auf Schlupfamplituden auf 
unter 5 µm abfallen oder gar völlig in den Haftungszustand übergehen. Bei unsachge-
mäßer Auslegung von Pressverbänden bzw. bei sehr geringen Übermaßen sind größere 
Schlupfamplituden an der Nabenkante jedoch nicht zu vermeiden und können zu Aus-
fällen durch reibdauerbeanspruchtes Versagen führen [55].  
Ein typisches Beispiel einer Bauteilverbindung mit geringen Übermaßen stellen Lager-
sitze dar. Aufgrund von zyklischen Wanderbewegungen des Lagerinnenrings, die um-
fangreich in [56] und später von Maiwald [57] und Schiemann [58] untersucht worden 
sind, treten dabei Relativbewegungen im kritisch zu bewertenden Bereich auf. Die Fol-
gen daraus sind neben den Verschleißerscheinungen auch reibdauerinduzierte Anrisse 
wie sie in [59, 60] dokumentiert wurden. Durch die von Maiwald und Schiemann auf-
gezeigten Abhilfemaßnahmen zur Vermeidung der Wanderbewegungen von Lagerrin-
gen und der oft nicht versagenskritischen Beanspruchung der Welle sind 
Reibdauerbrüche jedoch nur in einer begrenzten Anzahl an Lagersitzen zu beobachten.  
Neben den kraftschlüssigen Bauteilverbindungen sind formschlüssige Welle-Nabe-Ver-
bindungen wie die Passfederverbindung, die Zahnwellenverbindung oder die Polygon-
verbindung grundsätzlich mit geringeren Übermaßen versehen und damit in der Regel 
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größeren Relativbewegungen ausgesetzt. Beispielhaft sind hier die in Verbindung zur 
Reibdauerermüdung stehenden Arbeiten von Großmann [61] und Winterfeld [62] für 
Polygonverbindungen, von Oldendorf [63] für die Passfederverbindungen und von Shen 
[64] für die Zahnwellenverbindung zu nennen. Gerade bei Polygonverbindungen und 
Passfederverbindungen kommt es zu beanspruchungsbedingten partiellen Verschleißer-
scheinungen in der Verbindung. Diese bilden den Ausgangspunkt des Versagens und 
sind im Zusammenhang mit einer tribologischen Rissinitiierung zu sehen. 
Partielle Tragbildausbildungen treten damit insbesondere an Bauteilverbindungen mit 
geringen Übermaßen auf. Ein weiteres Beispiel hierfür ist die Pleuelverbindung mit ein-
gesetzten bzw. eingepressten Lagerschalen. In [65, 66, 67] sind diesbezüglich sowohl 
die Tragbilder als auch die an den lokalen Verschleißzonen detektierten Anrisse im Zu-
sammenhang mit dem Versagen dokumentiert worden. Bild 3.11 a) zeigt exemplarisch 
eine derartig geschädigte Oberfläche, die an einer pleuelähnlichen Geometrie mit ein-
gepresstem Lagerring detektiert werden konnte [68].  
Insgesamt ist auffällig, dass die in der Literatur dokumentierten reibdauerbeanspruchten 
Schadensfälle häufig in Verbindung mit einer partiellen Tragbildausbildung einherge-
hen. Die auf fertigungsbedingte Formabweichungen von der Idealgeometrie aber auch 
auf beanspruchungs- oder geometriebedingte Zusammenhänge zurückzuführende inho-
mogene Beanspruchung der Bauteiloberfläche ist aus Sicht der tribologischen Festig-
keitsbewertung nur schwer wirkungsgerecht zu erfassen. Es ist davon auszugehen, dass 
sich bei stark inhomogener Beanspruchung der Bauteiloberfläche in Abhängigkeit der 
Kenngrößen des Schlupfes sowie des Fugendrucks, angelehnt an die Darstellung in Ka-
pitel 3.2.2 und 3.2.3, unterschiedliche Anrisstiefen im reibdauerbeanspruchten Fügebe-
reich ausbilden. Das potentielle Versagen der Bauteilverbindung wird somit in 
Abhängigkeit der vorliegenden Anrisstiefe und der lokal vorherrschenden spannungs-
mechanischen Beanspruchung immer an dem aus dieser Kombination kritischsten Punkt 
des Kontaktes eintreten. Nicht selten kommt es hier zu einer multiplen Anrissinitiierung 
innerhalb des Kontaktes, siehe Bild 3.11 b) und c). Die wirkungskonforme Erfassung 
der Reibdauerfestigkeit ist damit stark an die im Kontakt real vorherrschenden Bean-
spruchungszustände gekoppelt.  
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Bild 3.11:  a) Reibkorrosiv induziertes Versagen einer Pleuelverbindung unter schwellender 
Beanspruchung (R = 0) mit partieller Tragbildausbildung; b) Bruch der Pleuelver-
bindung weist parallele Anrisse und die typische Bruchstadien auf; c) und d) paral-
lele Anrissbildung auf der gegenüberliegenden Seite, mit deutlicher Ausprägung 
von lokalen Verschleißzonen mit erhöhter tribologischer Beanspruchung [68] 
Eine Verwendung analytischer Berechnungsansätze zur Bewertung der in der Kontakt-
fuge vorherrschenden Fugendrücke und Schlupfwerte ist aufgrund der idealgeometri-
schen Betrachtungsweise nicht geeignet. Besonders bei Bauteilverbindungen mit 
niedrigen nominellen Druckbeanspruchungen sowie einer Relativbewegung im Bereich 
des partiellen Gleitens besteht dadurch die Gefahr einer Fehlinterpretation. 
Selbst eine Quantifizierung des tribologischen Beanspruchungszustandes über eine 
FEM-Betrachtung der Bauteilverbindung scheitert zumeist an einer realitätsnahen Ab-
bildung des Reibungszustandes im Kontakt, da hier erfahrungsgemäß nur globale Reib-
wertannahmen in den Fügeflächen genutzt werden. Realitätsnäher wäre hier eine in 
Abhängigkeit der Reibarbeit lokale Reibwertbetrachtung, angelehnt an die dynamischen 
Reibwertverläufe in Kapitel 4.3 oder in [69]. Die daraus hervorgehende detailgetreuere 
Abbildung des Reibungszustandes im Kontakt könnte so die Schlupfbewegungen besser 
quantifizieren. Eine dahingehende Simulationsmethodik konnte in [70] erarbeitet und 
erprobt werden. Die dort aufgeführten Untersuchungen zeigen, dass mittels einer itera-
tiven Simulation des Kontaktes und einer reibarbeitsabhängigen Reibwertdefinition das 
Schädigungsverhalten von Anti-Fretting-Coatings gut abgebildet werden kann. Den 
meisten potentiellen Anwendern fehlen jedoch die notwendigen dynamischen Reibwert-
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Aufgrund der partiellen Tragbildausbildungen realer Fügeverbindungen und der nur un-
zureichenden Quantifizierbarkeit des tribologischen Beanspruchungszustandes sind Be-
rechnungsansätze mit dem Ziel einer expliziten Reibdauerfestigkeitsberechnung in 
Abhängigkeit der Eingangsgrößen Fugendruck und Schlupf somit generell kritisch zu 
hinterfragen. Für eine betriebssichere Auslegung reibdauerermüdungsgefährdeter An-
wendungen empfiehlt sich daher eine Worst-Case Betrachtung, siehe Bild 3.12. Für den 
hier in Rede stehenden Bewertungsansatz reibdauerbeanspruchter Systeme ist jedoch 
die tribologisch kritischste Beanspruchung aus Fugendruck pkrit und Schlupf sa,krit zu 
ermitteln. Eine Orientierung für die tribologisch kritischste Beanspruchung erhält man, 
wenn die in Kapitel 3.2.2 und 3.2.3 qualitativ dargestellten Abhängigkeiten der Reib-
dauerfestigkeit in das zweidimensionale Parameterfeld aus Schlupf und Fugendruck 
überführt werden. Die sich daraus ableitende dreidimensionale Darstellung zeigt sche-
matisch die Lage der tribologisch kritischsten Beanspruchung und ist durch die nied-
rigste Reibdauerfestigkeit σRD,krit  definiert. 
 
Bild 3.12: Qualitative Darstellung der Reibdauerfestigkeit σRD in Abhängigkeit der 
Schlupfamplitude σRD = f(sa; p = konst.) und des Fugendrucks σRD = f(p; sa = konst.); 
Die Lage der tribologisch kritischsten Beanspruchung ergibt sich durch Überlage-
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3.4 Resümee 
Die im Kapitel 3 betrachteten Themenfelder zeigen, dass auf Basis der vorliegenden 
Reibdauerermüdungsuntersuchungen noch keine anwendungsnahe Berechnungsmetho-
dik für die breite industrielle Nutzung abgeleitet werden kann. Vielmehr liegen durch 
die Vielfalt der unterschiedlichen Ansätze und Prüfkonzepte zum Teil widersprüchliche 
Aussagen vor, die nicht selten zu Verwirrungen und Unsicherheiten beim potentiellen 
Anwender bzw. beim Leser führen. 
Einigkeit besteht jedoch hinsichtlich des Schädigungsmechanismus der Reibdauerbean-
spruchung, welcher sich aufgrund von tribologisch induzierten Anrissen ausbildet. Des 
Weiteren sind die Haupteinflussgrößen auf die Reibdauerbeanspruchung seit Jahren de-
finiert und hinsichtlich der wissenschaftlichen Untersuchungen etabliert. Die daraus her-
vorgehenden Erkenntnisse sind jedoch noch nicht zusammenhängend betrachtet und 
hinsichtlich eines allgemeingültigen Berechnungsverfahrens aufbereitet worden. Resul-
tierend daraus wird in der vorliegenden Arbeit eine umfangreiche experimentelle Un-




 Grundwerkstoff und 
 Gegenwerkstoff 
 
auf die Reibdauerermüdungsfestigkeit durchgeführt und mittels einer geeigneten Syn-
these in ein Berechnungsverfahren überführt. Hierfür wird wie von Vidner [4] vorge-
schlagen, der örtliche Festigkeitsnachweis der FKM-Richtlinie als Basis genutzt. Durch 
die parallele Implementierung eines Reibkorrosionsfaktors wird der bestehende Ermü-
dungsfestigkeitsnachweis um den Schadensfall der Reibkorrosion ergänzt. Anders als 
von Vidner vorgeschlagen wird von einer separierten Berechnung der Reibdauerfestig-
keit für unterschiedliche tribologische Beanspruchungszustände (Fugendruck- und 
Schlupfzustand) abgesehen und stattdessen eine Auslegung auf Basis der kritischsten 
tribologischen Beanspruchung favorisiert. Diese so genannte Worst-Case-Betrachtung 
beruht auf der in der Realität an Bauteilen auftretenden partiellen Tragbildausbildung 
(vergl. Bild 3.11) und der damit einhergehenden Unsicherheit hinsichtlich des realen 
tribologischen Beanspruchungszustandes innerhalb des zu bewertenden Kontaktes.  
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4 Experimentelle Untersuchungen 
Die experimentellen Untersuchungen zur Reibdauerermüdungsfestigkeit fokussieren 
zur Eingrenzung der Thematik auf die Werkstoffgruppe der Stähle. Mit der Zielstellung 
einer umfassenden Bewertung des Werkstoffeinflusses wurden sowohl niedrigfeste 
Stähle als auch hochfeste Stähle ausgewählt. Nachfolgend sind die in der vorliegenden 







Die genannten Werkstoffe wurden als Grundwerkstoff und als Gegenwerkstoff verwen-
det. Eine definierte Beschreibung der geprüften Werkstoffkombinationen erfolgt in den 
jeweiligen Kapiteln. Hinsichtlich der Komplexität des tribologischen Systems und der 
notwendigen Vorbetrachtungen untergliedern sich die experimentellen Untersuchungen 
in die Teilgebiete: 
 Werkstoffcharakterisierung:  
Experimentelle sowie metallografische Untersuchungen der Grund- und Gegen-
werkstoffe mit dem Ziel der Erfassung der wichtigsten werkstoffmechanischen 
Kennwerte, wie der Härte, der Zugfestigkeit bis hin zur Wechsel- und Schwell-
festigkeit der Grundwerkstoffe. 
 Reibwertuntersuchungen: 
Dynamische und statische Reibwertversuche zur Detektierung des Reibwertes 
der geprüften Werkstoffkombinationen im hochtrainierten bzw. tribologisch be-
anspruchten Zustand des Kontaktes. 
 Reibdauerermüdungsversuche am Labormodell (Flachprobe):  
Grundlagenbasierte experimentelle Untersuchungen der Reibdauerfestigkeit be-
züglich des Einflusses der tribologischen Beanspruchung, des Werkstoffes sowie 
der Mittelspannung. Aufgrund des Prüfkonzeptes können alle Einflüsse separiert 
voneinander untersucht und ausgewertet werden. Die Untersuchungen dienen als 
Basis zur Erarbeitung eines Berechnungskonzeptes für reibdauerbeanspruchte 
Systeme. 
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 Reibdauerermüdungsversuche am Realmodell (Pleuel):  
Experimentelle Untersuchungen der Reibdauerfestigkeit an einer realitätsnahen 
Bauteilverbindung. Die Bauteilversuche dienen der Validierung des Berech-
nungsverfahrens für reibdauerbeanspruchte Systeme. 
 
Bild 4.1 zeigt die experimentellen Untersuchungsschwerpunkte und setzt diese unterei-
nander in Beziehung.  
 

























































it Reibdauerermüdungsversuche am 
Labormodell / Flachprobe
• Fugendruck, Schlupf 




• Reibdauerfestigkeit unter 
partieller Tragbildausbildung
σRD,Pl
KR,σ,RD = f(?, …) σRD,Pl
σRD,Pl = f(KR,σ,RD)
Datenbasis Werkstoff / Tribosystem
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4.1 Werkstoff und Probenentnahme 
Die Beschaffung der Prüfmaterialien erfolgte in drei Abmessungen. Dabei wurde darauf 
geachtet, dass innerhalb der Reibdauerermüdungsversuche eine Chargenreinheit inner-
halb der Grund- und Gegenkörper vorliegt. Daraus folgt, dass aus den Plattenhalbzeugen 
mit den Abmessungen 40 mm x 160 mm x 330 mm die Pleuel sowie die Flachzugpro-
ben für die Reibdauerermüdungsversuche entnommen wurden. Die dazugehörigen Ge-
genkörper, d.h. der Lagerring für die Pleuelverbindungen sowie die Reibklötzchen für 
die Laborversuche wurden hingegen aus Rundstahlzuschnitten mit den Abmessungen 
Ø 110 mm x 50 mm gefertigt. Für die additiv vorgesehenen Reibwertuntersuchungen 
wurden weitere Halbzeuge in den Abmessungen Ø 50 mm x 70 mm beschafft. 
Aufgrund der Entnahme der beschafften Werkstoffe aus großen Schmiedestücken (Plat-
tenzuschnitte), der unterschiedlichen Halbzeugabmessungen und der Forderung nach ei-
ner möglichst genauen Einstellung der Zugfestigkeit erfolgte eine erneute 
Wärmebehandlung aller Werkstoffe und Halbzeuge. Die zur Werkstoffcharakterisie-
rung notwendigen Zugproben sowie das für die Chemische Analyse, die Härteermitt-
lung und Schliffuntersuchungen notwendige Material wurde gemäß Bild 4.2 
entnommen. Darüber hinaus wurden zur Ermittlung der Schwell- und Wechselfestigkeit 
der Grundwerkstoffe weitere Zug-Druck-Wechselfestigkeitsproben aus den Plattenma-
terialien gefertigt.  
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4.2 Werkstoffuntersuchungen 
Die Werkstoffuntersuchungen an den Grund- und Gegenwerkstoffen dienen zur Ermitt-
lung der maßgebenden Werkstoffkenndaten. Besonders die Härte sowie die Zugfestig-
keit sind für die angestrebte Werkstoffeinflussdarstellung essentiell, da diese als 
potentielle Abhängigkeitsgrößen verwendet werden sollen. Darüber hinaus wird durch 
eine Ermittlung des E-Moduls und dessen Implementierung in die numerischen Unter-
suchungen eine realitätsnahe Abbildung der Verformungs- und Schlupfzustände er-
reicht. Die zusätzlich durchgeführten Werkstofffestigkeitsuntersuchungen an den 
Grundwerkstoffen zielen indessen auf eine explizite Ermittlung der Wechsel- und 
Schwellfestigkeiten der Materialien ab. Damit sollen Unsicherheiten und Ungenauig-
keiten bei der Berücksichtigung des Mittelspannungseinflusses sowie bei der Umrech-
nung von der Zugfestigkeit auf die Wechselfestigkeit der Werkstoffe innerhalb der 
später durchgeführten Gestaltfestigkeitsberechnungen vermieden werden.  
Tabelle 4.1 zeigt die experimentell ermittelten Werkstoffkenndaten der verwendeten 
Materialien. Die Streckgrenze Re sowie die Zugfestigkeit Rm beruhen auf drei Versuchen 
und wurden in Folge arithmetisch gemittelt. Die Zugproben wurden nach 
DIN 50125 B6x30 [72] gefertigt. Zur E-Modul Ermittlung wurde eine Zugprobe separat 
mit einem DMS instrumentiert und zyklisch über zehn Lastwechsel im elastischen Deh-
nungsbereich geprüft. Der in Tabelle 4.1 erfasste Wert repräsentiert somit eine Mitte-
lung aus zehn Einzelmessungen. Die Härtemessungen an den Werkstoffen wurden über 
den gesamten Querschnitt der Halbzeuge verteilt und umfassen ebenfalls zehn Mess-
werte. Die chemische Analyse sowie die Gefügeuntersuchungen der verwendeten Werk-
stoffe sind im Anhang A beigefügt. 











34CrNiMo6+QT 1092 1172 207 390 
42CrMo4+QT 666 837 (967) 203 272 
C45+QT 484 732 210 211 
C45+N 344 586 209 161 
C22+N 300 435 207 124 
Rund  
Ø 110 
34CrNiMo6+QT 962 1066 207 365 
C45+QT 497 795 209 239 
C45+N 307 560 206 159 
C22+N 320 462 207 140 
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Bild 4.3: ZD-Wechselfestigkeitsprobe 
Die in Tabelle 4.2 dargestellten Wechsel- und Schwellfestigkeiten wurden an der Pro-
bengeometrie gemäß Bild 4.3 ermittelt. Die Oberflächenrauheit der Proben wurde stich-
probenartig kontrolliert und liegt im Bereich von Rz = 0,8 – 1,2 µm für alle 
kontrollierten Proben. Der Einfluss aufgrund der Oberflächenfeingestalt ist somit ver-
nachlässigbar. Die Ermittlung der Schwingfestigkeiten erfolgte über das verbesserte 
Treppenstufenverfahren nach Hück [73] in einem Umfang von 8 - 10 Proben je Ver-
suchsreihe. Die sich daraus ergebende Auswertung erlaubt eine Berechnung der 
Schwingfestigkeiten mit einer Überlebenswahrscheinlichkeit von Pü = 50 %. 
Tabelle 4.2: Übersicht der experimentell ermittelten Wechsel- und Schwellfestigkeiten (R = 0) 
der Grundwerkstoffe und der daraus errechneten Mittelspannungsempfindlich-
keiten 
Werkstoff σw,zd [MPa] σsch,zd [MPa] Mσ,Rm [-] Mσ,exp [-] fw,σ [-] 
34CrNiMo6+QT 521 387 0,31 0,346 0,445 
42CrMo4+QT 435 341 0,19 0,276 0,520 
C45+QT 301 217 0,16 0,388 0,411 
C45+N 226 181 0,10 0,252 0,386 
C22+N 196 147 0,05 0,334 0,451 
 
Die ermittelten Wechselfestigkeiten entsprechen weitestgehend den Erwartungen und 
gliedern sich gut in den bekannten Zusammenhang zwischen Zugfestigkeit und Wech-
selfestigkeit mit fw,σ = 0,4 - 0,45 ein. Die Zugfestigkeit des 42CrMo4+QT ist in diesem 
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Zusammenhang im Verhältnis zur Wechselfestigkeit nach Tabelle 4.2 als zu niedrig 
einzustufen. Aufgrund dessen ist neben der experimentell ermittelten Zugfestigkeit zu-
sätzlich die berechnete Zugfestigkeit unter Verwendung des Zugdruckwechselfestig-
keitsfaktors fw,σ = 0,45 und der experimentell quantifizierten Wechselfestigkeit nach Gl. 
(4) in Klammern angegeben.  
 
Deutliche Abweichungen treten darüber hinaus auch beim Vergleich der experimentell 
ermittelten Mittelspannungsempfindlichkeit Mσ,exp und der nach der FKM-Richtlinie be-
rechneten Faktoren (Mσ,Rm) auf. Dieser spannungsmechanische Einfluss auf die Bauteil-
dauerfestigkeit muss im Hinblick auf eine wirkungskonforme Ermittlung des 
reibkorrosiven Schädigungsanteils hinreichend genau ermittelt werden. Die Berechnung 
der Mittelspannungsempfindlichkeiten nach der FKM-Richtlinie basiert auf dem linea-
ren Zusammenhang zur Zugfestigkeit der Werkstoffe nach Gl. (5) und geht auf die Ar-
beit von Schütz [74] und Hück [75] zurück. Die Konstanten am und bm sind 
werkstoffgruppenspezifische Kennwerte, die in der Berechnung der Mittelspannungs-
empfindlichkeit konform zur aktuellen FKM-Richtlinie berücksichtigt wurden. Die ex-
perimentell ermittelten Mittelspannungsempfindlichkeiten Mσ,exp greifen den durch 
Schütz [74] definierten Zusammenhang Gl. (6) auf und implementieren die in Tabelle 
4.2 dargestellten Wechsel- und Schwellfestigkeiten.  
 
Der daraus hervorgehende Vergleich offenbart, dass die experimentellen Mittelspan-
nungsempfindlichkeiten zum Teil deutlich von den nach Gl. (5) errechneten abweichen. 
Es ist festzustellen, dass die ermittelten Mittelspannungseinflüsse der untersuchten 
Werkstoffe einen höheren Einfluss auf das Schädigungsverhalten der Werkstoffe ausü-
ben als angenommen. Folglich sind die in der FKM-Richtlinie verankerten Mittelspan-
nungsempfindlichkeiten bzw. dessen rechnerischer Ansatz kritisch zu hinterfragen. Die 
Ergebnisse der hier vorgestellten Mittelspannungsempfindlichkeitsuntersuchungen de-
cken sich indes mit den in [76] vorgestellten Ergebnissen. In beiden Fällen zeigen die 
kerbfreien Probengeometrien deutlich höhere Mittelspannungsempfindlichkeiten als in 
der FKM-Richtlinie ausgewiesen und befürworten somit den Ansatz der DIN 743, wel-
che die Mittelspannungsempfindlichkeit in Abhängigkeit der Kerbschärfe in den Be-
rechnungsgang involviert. Offen bleibt derweil, ob die Mittelspannungs-
𝑅𝑚 = 𝜎𝑊,𝑧𝑑 𝑓𝑊,𝜎⁄  (4) 
𝑀𝜎, 𝑚 = 𝑎𝑀 ∙ 10
−3 ∙ 𝑅𝑚 𝑀𝑃𝑎⁄ + 𝑏𝑀 (5) 
𝑀𝜎,𝑒𝑥𝑝 = 𝜎𝑊,𝑧𝑑 𝜎𝑆𝑐ℎ,𝑧𝑑⁄ − 1 (6) 
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empfindlichkeiten der kerbfreien ZD-Wechselfestigkeitsproben auf den “Kerbfall“ der 
Reibdauerermüdung zu übertragen sind. Dieser Aspekt soll in Kapitel 4.4.3 durch ex-
plizite Mittelspannungsversuche an reibdauerbeanspruchten Flachproben näher behan-
delt werden. 
4.3 Reibwertuntersuchungen 
Neben den charakteristischen und bei Festigkeitsproblematiken notwendigen Werkstof-
funtersuchungen (Kapitel 4.2) ist die Erfassung des Reibwertes bei Reibdauerermü-
dungsversuchen aus tribologischen Gesichtspunkten essentiell. Dies begründet sich 
durch die im Kontakt übertragenen Reibschubspannungen, die maßgeblich von der vor-
liegenden Normalbeanspruchung sowie vom vorliegenden Reibbeiwert einer Verbin-
dung abhängen. Um diese im weiteren Verlauf der Tribosystembetrachtung realitätsnah 
abzubilden, erfolgte eine umfassende Reibwertermittlung an den in Tabelle 4.3 gezeig-
ten Werkstoffkombinationen. Die verwendete Probengeometrie ist in Bild 4.4 darge-
stellt. 
 
Bild 4.4: Reibwertprobekörper 
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Abweichend zu den Reibdauerermüdungsversuchen wurde bei den Reibwertversuchen 
keine strikte Untergliederung zwischen Grund- und Gegenwerkstoffen vorgenommen. 
Dies begründet sich damit, dass der obere und der untere Probekörper innerhalb der 
Reibwertuntersuchungen äquivalent beansprucht werden. Folglich sind die ermittelten 
Reibwerte einer 34CrNiMo6+QT vs. C45+N Paarung sowohl für die Reibdauerermü-
dungsversuche des Grundwerkstoffes 34CrNiMo6+QT gegen C45+N als auch für die 
Variante des Grundwerkstoffes C45+N gegen 34CrNiMo6+QT gültig.  
Die Versuchsdurchführung der Reibwertversuche erfolgte auf dem am IKAT vorhande-
nen Reibwertprüfstand HRP2500. Dieser Prüfstand (Bild 4.5) wurde eigens für die Er-
mittlung statischer Reibwertkurven konzipiert [77, 78] und kann darüber hinaus für 
dynamische Reibwertermittlungen genutzt werden [79]. Die Funktionsweise des Prüf-
standes beruht auf einem ringförmigen Stirnflächenkontakt (Bild 4.5 b)) zweier hydrau-
lisch verspannter und geometrisch identischer Probekörper. Durch die hydraulische 
Verspannung der Probekörper, aufgebracht über einen hydraulischen Zylinder, wird die 
definierte Normalkraft von ca. FN = 21,2 kN erzeugt und mittels einer Kraftmessdose 
messtechnisch erfasst. Die aufgebrachte Normalkraft entspricht bei der Standardkon-
taktfläche einem Nennfugendruck von p = 40 MPa. Im Anschluss kann je nach Bedarf 
eine statische bzw. oszillierende Relativverdrehung mittels eines weiteren hydrauli-
schen Aktuators (Drehzylinder) in das System eingeleitet werden. In Abhängigkeit des 
Verdrehwinkels ergibt sich die zu regelnde Messgröße der Schlupfamplitude sa. Die 
messtechnische Erfassung der Relativbewegungen (Verdrehung des unteren Probekör-
pers) erfolgte hierbei über ein berührungsloses Wegmesssystem. Hierzu werden beide 
Probekörper mit Lasermarkierungen versehen.  
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Bild 4.5: a) Hydraulischer Reibwertprüfstand HRP2500 am IKAT; b) Schematische Darstel-
lung des zylindrischen Kontaktes unter Angabe des Innen- (Di), Außen- (Da) und Reibdurch-
messers (DR) 
Die auf dem Prinzip der Laserextensometrie beruhende Erfassung der Relativbewegun-
gen hat den Vorteil, dass die Verdrehwege sehr kontaktnah detektiert werden und somit 
den real im Kontakt vorherrschenden Relativbewegungen entsprechen. Durch die paral-
lele Erfassung des Drehmomentverlaufes über eine Torsionsmesswelle kann unter Be-
rücksichtigung der Normalkraft und des Reibdurchmessers Gl. (9) auf den im Kontakt 
vorherrschenden Reibbeiwert Gl. (10) geschlossen werden. Im statischen Prüfbetrieb 
werden somit typische Reibwertkurven in Abhängigkeit des Verdrehweges ermittelt. Im 
dynamischen Betrieb werden die Hystereschleifen des Drehmomentverlaufes in Abhän-
gigkeit des Verdrehweges betrachtet, siehe Bild 4.7. Diese werden im Anschluss nach 
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Bild 4.6: links: Unterer Reibwertprobekörper mit aufgebrachter Lasermarkierung;               
rechts: Schematische Darstellung der Lasermessung  



















2 ∙ 𝑇 
𝐹𝑁 ∙ 𝐷 
 (10) 
 
Die im Folgenden vorgestellten Ergebnisse der Reibwertuntersuchungen beruhen auf 
einem Versuchsumfang von drei Versuchen je Werkstoffkombination. Dabei wurden 
die Reibwertversuche gemäß Bild 4.7 in drei Phasen untergliedert. 
Die erste Phase dient der Haft- und Gleitreibwertermittlung des unverschlissenen Kon-
taktes. Hierzu werden die Probekörper unter einem definierten Fugendruck von 
p = 40 MPa zueinander statisch um einen Winkel Δφ ≈ 5° verdreht und das übertragbare 
Drehmoment über die Torsionsmesswelle erfasst. In der zweiten Phase erfolgt die dy-
namische Beanspruchung der Kontaktoberfläche mit der oszillierenden 
Schlupfamplitude sa = 10 µm und dem statischen Fugendruck p = 40 MPa. Aufgrund 
einer implementierten zyklischen Messdatenerfassung über 1.000.000 Lastzyklen kann 
so der charakteristische hochtrainierende Reibwertverlauf der dynamisch beanspruchten 
Oberfläche erfasst werden. Im Anschluss an Phase 2 wird der nun tribologisch bean-
spruchte Kontakt ohne Demontage erneut um den Winkel Δφ ≈ 5° statisch verdreht. Die 
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Gleitreibwertverlauf einer tribologisch beanspruchten Oberfläche und kann mit der aus 
Phase 1 direkt verglichen werden. 
 
Bild 4.7:  Schematische Darstellung der drei Phasen der Reibwertversuche; Charakteristi-
sche Reibwertverläufe A, B, C nach [80] 
Tabelle 4.4 und Tabelle 4.5 zeigen diesbezüglich die experimentell ermittelten Reib-
wertkurven der untersuchten Werkstoffkombinationen. Die Reibwertcharakteristiken 
der Phasen 1 und 3 lassen sich hierbei in typische Last-Gleitwegdiagrammverläufe un-
terteilen, siehe Bild 4.7. Eine genauere Spezifikation der Reibwertcharakteristiken ist in 
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Tabelle 4.4: Experimentell ermittelte Reibwertkurven für C45+N vs. C45+QT, C45+N vs. 
C45+N, C45+N vs. C22+N; links: Phase 1; Mitte: Phase 2; rechts: Phase 3 
 
Deutlich zu erkennen sind die unterschiedlichen Verläufe des Reibwertes in Phase 1 und 
Phase 3 in Abhängigkeit der Relativbewegung. Hierbei entspricht der Verlauf der 
Phase 1 dem unverschlissenen Kontakt und ist geprägt durch Adhäsion und Deforma-
tion (Kurventyp C). Phase 3 zeigt den Verlauf des Reibwertes nach der tribologischen 
Beanspruchung von p = 40 MPa und sa  = 10 µm über 106 Lastzyklen. Es zeigt sich ein 
signifikanter Anstieg der Reibwertkurve und eine Kurventypveränderung aufgrund des 
Verschleißes der Kontaktoberfläche von C auf A. Erwartungsgemäß entspricht Kurven-
typ A einer Reibwertcharakteristik mit erhöhtem Deformationsanteil. 
Besonders interessant ist hinsichtlich der Reibdauerermüdungsversuche die Erfassung 
der hochtrainierten Reibwerte der Phase 3. Hierzu wurden die Reibwerte (µP3) in dieser 
Phase gezielt in Abhängigkeit der Relativbewegung bei den Werten 10 µm, 20 µm und 
30 µm erfasst und anschließend gemittelt. Exemplarisch ist die Ermittlung der Reib-
werte in Bild 4.8 dargestellt. Die so ermittelten Werte sind durch eine geeignete Vorbe-
trachtung mit den Reibwerten im dynamischen Betrieb zu vergleichen. Folglich sind die 
Relativbewegungen in Bild 4.8 als Doppelamplitude oder Schwingbreiten zu interpre-
tieren und entsprechen demnach bei dynamischer Betrachtungsweise den 
Schlupfamplituden von 5 µm, 10 µm und 15 µm. Ableitend daraus ergeben sich die 
expliziten Reibwerte für die Schlupfamplituden mit µP3;5µm, µP3;10µm und µP3;15µm.  
Phase 1 Phase 2 Phase 3
C45 +N vs. C45 +QT
C45 +N vs. C45 +N
C45 +N vs. C22 +N
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Tabelle 4.5: Experimentell ermittelte Reibwertkurven für 34CrNiMo6+QT vs. 
34CrNiMo6+QT, 34CrNiMo6+QT vs. C45+QT, 34CrNiMo6+QT vs. C45+N, 
34CrNiMo6+QT vs. C22+N; links: Phase 1; Mitte: Phase 2; rechts: Phase 3 
 
 
Bild 4.8: links: statische Reibwertkurve der Werkstoffpaarung 34CrNiMo6 +QT vs. C45 +N 
(Phase 3); rechts: Ausschnitt der statischen Reibwertkurve mit expliziter Reibwer-
termittlung bei Relativbewegungen von 10 µm, 20 µm und 30 µm 
Phase 1 Phase 2 Phase 3
34CrNiMo6 +QT vs. 34CrNiMo6 +QT
34CrNiMo6 +QT vs. C45 +QT
34CrNiMo6 +QT vs. C45 +N

































sR = 10 µm ≙ sa = 5 µm
sR = 20 µm ≙ sa = 10 µm
µP3;5µm   = 0,81
µP3;10µm = 0,85
µP3;15µm = 0,89
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Tabelle 4.6 fasst die so ermittelten Reibwerte zusammen. Vergleichend zu den aus den 
statischen Reibwertversuchen der Phase 3 ermittelten Reibwerten wurde der Endreib-
wert der Phase 2 erfasst. Dieser stellt eine arithmetische Mittelung des Reibwertes über 
die letzten 20.000 Lastzyklen der dynamischen Reibwertprüfung dar und wird mit µP2;dyn 
gekennzeichnet.  
Tabelle 4.6: Experimentell ermittelte Reibwerte an unterschiedlichen Werkstoffpaarungen 
Probekörper 1 Probekörper 2 µP2;dyn µP3;5µm µP3;10µm µP3;15µm 
34CrNiMo6+QT 34CrNiMo6+QT 0,77 0,76 0,80 0,82 
34CrNiMo6+QT C45+QT 0,94 0,80 0,86 0,87 
34CrNiMo6+QT C45+N 0,81 0,76 0,80 0,81 
34CrNiMo6+QT C22+N 0,80 0,68 0,75 0,79 
C45+N C45+QT 0,94 0,90 0,91 0,94 
C45+N C45+N 0,89 0,84 0,87 0,88 
C45+N C22+N 0,87 0,79 0,81 0,82 
 
Durch die dynamische Reibwertprüfung mit einer Schlupfamplitude von sa = 10 µm ist 
der Endreibwert µP2;dyn direkt mit dem Reibwert µP3;10µm der Phase 3 zu vergleichen und 
zeigt die Güte der Übertragbarkeit von statisch ermittelten auf dynamisch ermittelte 
Reibwerte. Die Ergebnisse in Tabelle 4.6 zeigen, dass eine direkte Übertragbarkeit der 
Reibwerte µP3;10µm auf die Reibwerte µP2;dyn nicht im vollen Umfang gegeben ist. Die 
Reibwerte µP3;10µm und µP3;15µm stellen jedoch eine hinreichend genaue Näherung dar.  
Um den Einfluss der Relativbewegungen auf die im Kontakt vorliegenden Reibwerte 
dennoch Rechnung zu tragen, wurde in den durchgeführten FE-Simulationen (Kapitel 
5.1) der Reibwert an die im Kontakt vorliegende Schlupfbewegung nach Tabelle 4.6 
angepasst. 
4.4 Reibdauerermüdungsfestigkeit des Labormodells 
Die Untersuchungen der Reibdauerermüdungsfestigkeit am Labormodell bilden hin-
sichtlich der Erfassung des Werkstoffverhaltens unter Reibdauerbeanspruchung den 
Kern der hier vorgestellten Untersuchungen. Aufgrund der vorliegenden Komplexität 
sowie der angestrebten differenzierten Betrachtung der Einflussparameter wurden die 
experimentellen Untersuchungen an einem eigens für Reibdauerbeanspruchungen kon-
zipierten Ermüdungsfestigkeitsprüfstand durchgeführt. Der so genannte Reibklötzchen-
prüfstand (RKP100) basiert auf einem stark abstrahierten flächigen Kontakt und stellt 
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in seiner technischen Anwendung keinen direkten Bezug zu einem realitätsnahen Bau-
teil dar. Folglich sind die am Labormodell experimentell ermittelten Festigkeiten nicht 
direkt auf reale Bauteilverbindungen übertragbar. Die durchgeführten Untersuchungen 
zielen vielmehr auf eine grundlagenorientierte Bewertung der Einflussparameter ab und 
müssen nachfolgend über entsprechende FE-Simulationen und anschließender Synthese 
der Ergebnisse einem Berechnungskonzept zugeführt werden. Die Validierung dieses 
Berechnungskonzeptes obliegt dabei der in Kapitel 4.5 vorgestellten Pleuelverbindung, 
welche aufgrund ihrer geometrischen Gestaltung einen geeigneten realitätsnahen Bezug 
aufweist. 
Die Untersuchungen der Reibdauerermüdungsfestigkeiten am Labormodell orientieren 
sich an den in Kapitel 3.2 aufgearbeiteten tribosystematischen Einflussparametern. Der 
Fokus liegt hier auf der tribologischen Beanspruchung, d.h. der Normalbeanspruchung 
der Oberfläche sowie der Einflussanalyse der Relativbewegung auf die zu erwartende 
Bauteilfestigkeit. Wie bereits in Kapitel 3.4 angedeutet, wird innerhalb der tribologi-
schen Beanspruchung eine Worst-Case-Betrachtung angestrebt. Die Detektierung des 
kritischsten Beanspruchungszustandes basiert dabei auf einer umfangreichen Paramter-
analyse des Fugendrucks und des Schlupfes. Der in Folge der Untersuchungen ermittelte 
kritischste Kontaktzustand aus Fugendruck und Schlupf bildet dann den tribologischen 
Parametersatz für die darauffolgenden Untersuchungen hinsichtlich des Einflusses von 
Grund- und Gegenwerkstoff sowie des Einflusses der Mittelspannung. 
4.4.1 Prüfstand und Funktionsweise 
Zur Interpretation und Nachvollziehbarkeit der Versuchsergebnisse wird der Prüf-
standsaufbau sowie die Funktionsweise des Prüfstandes nachfolgend erläutert. Das Prüf-
konzept beruht auf der in Bild 4.9 dargestellten Probengeometrie. Die fertigungsbedingt 
eingebrachte Geometriekerbe mit dem Radius r = 25 mm führt zu einer Spannungskon-
zentration am Auslauf des Radius in Höhe von Kt = 1,05. Aufgrund des dynamischen 
Betriebes und der einhergehenden Stützwirkung ist von einer schädigungsrelevanten 
Beeinflussung unterhalb von Kf ≈ 1,05 auszugehen. Der reibdauerbeanspruchte Prüf-
querschnitt befindet sich in der Mitte der Probe, d. h. innerhalb des 15 mm prismatisch 
verlaufenden Probenabschnittes. Der tribologische Kontakt mit der Höhe von 5 mm und 
der Breite von 6 mm liegt somit 5 mm von der Spannungskonzentration entfernt. Durch 
die nach der Kerbe einsetzende Homogenisierung des Spannungszustandes ist eine Be-
einflussung durch die Spannungskonzentration am Radius dort nicht mehr wirksam. Da-
her ist ein Einfluss auf die Reibdauerfestigkeit im tribologischen Kontakt nicht gegeben. 
Die Klötzchen (Bild 4.9 b) wurden in ihrer Form relativ einfach gestaltet und besitzen 
an den Kontaktenden jeweils einen Radius von 1 mm, um Spannungskonzentrationen in 
Folge einer scharfen Kante zu vermeiden. 
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Bild 4.9: Probengeometrie Labormodell a) Flachprobe (Grundwerkstoff); b) Reibklötzchen 
(Gegenwerkstoff) 
Bild 4.10 zeigt den für die Reibdauerfestigkeitsuntersuchungen am Labormodell ver-
wendeten Prüfstand. Dieser wurde im Rahmen eines DFG-Vorhabens [82] konstruiert 
und aufgebaut. Eine Weiterentwicklung erfolgte innerhalb des FVV-Projektes [68]. Als 
Basis dient ein universeller Resonanzpulsator der Firma SincoTec (Power Swing 
NewLine MOT 100 kN). Dieser leitet über die hydraulischen Spannköpfe (1) die dyna-
mische Zugbelastung in die Flachprobe ein und dient zugleich als Montageplattform für 
die Klötzchenaktuatorik. Im so genannten Aktorenturm (2) befindet sich ein über Tel-
lerfedern vorgespannter Piezoaktor, der mittels Spannungsversorgung und einer vorge-
schalteten Steuerung je nach gefordertem Schlupf eine Kraft erzeugt, die das Querhaupt 
(4) vertikal bewegt. Die Ansteuerung der Aktoren erfolgt über eine berührungslose 
messtechnische Erfassung des Schlupfes mit Hilfe eines Laserextensometers und einer 
anschließenden rechnergestützten Schlupfauswertung. Der potentielle Messfehler liegt 
nach Herstellerangaben unter 1 µm und genügt der messtechnischen Anfordung im vol-
len Umfang. Neben der steuerungstechnischen Bewandtnis des Laserextensometers 
dient die Schlupfmessung zusätzlich der Erfassung der Echtzeitsignale der Verschiebe-
wege von Probe und Klötzchen, welche dann in der FE-Simulation als Verschieberand-
bedingungen eingelesen werden können. 
 
a) b) 
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Bild 4.10: Prüfstandsaufbau des Reibklötzchenprüfstandes (RKP100) 
Vorteil des gesamtprüftechnischen Aufbaus sind die parallel zur zugbeanspruchten 
Probe angeordneten Aktoren (2). So wird ein zusätzlicher Freiheitsgrad gewonnen, der 
es erlaubt, unabhängig von der gefahrenen Last bzw. der Längung der Zugprobe den 
erzeugten Schlupf in der Kontaktzone einzustellen. Der Querhauptaufbau (4), auf wel-
chem die beiden Reibklötzchen befestigt sind, besitzt zur Erzeugung des Fugendrucks 
einen mechanischen Vorspannungsmechanismus (3). In der rechten Detailansicht (Bild 
4.10) sind die doppelt taillierte Flachzugprobe (6) sowie die Reibklötzchen (7) und de-
ren Befestigung (8) zu erkennen. Die Fixierung der Klötzchen erfolgt dabei über zwei 
Passschrauben mit einem Anzugsdrehmoment von je 16 Nm. 
Der Versuchsaufbau verdeutlicht, dass im Betrieb des Prüfstandes neben der Prüflast 
durch die Zugmaschine auch über die angepressten Klötzchen eine Kraft in die Probe 
eingeleitet wird. In vereinfachter Darstellung entspricht dies dem Belastungsschema in 
Bild 4.11 a). Die im Belastungsschema angetragene Kraft FR  entspricht der Reibkraft. 
Der Betrag der Reibkraft ist durch das Coulombsche Reibgesetz näherungsweise über 
den im Kontakt vorherrschenden Reibwert µP3 (vergl. Kapitel 4.3) und die Normalkraft 
FN bestimmt Gl. (11).  
 
Die wirkungskonforme Berücksichtigung der Reibkraft FR auf die zugbeanspruchte 
Probe setzt eine genaue Kenntnis über die Relativbewegungen im Kontakt voraus. 
Durch umfangreiche Analysen des Bewegungsablaufes ist bekannt, dass durch die me-
chanische Kopplung des Querhauptes an die Aktorentürme, welche auf dem Resonanz-
pulsator befestigt sind, die Resonanzfrequenz des eingeschalteten Prüfstandes auf das 
Querhaupt übertragen wird. Somit schwingt das Querhaupt mit derselben Frequenz wie 
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der Resonanzpulsator. Die Anpressung der Klötzchen an die Probe bewirkt eine Ver-
steifung des Gesamtsystems, so dass das Querhaupt mit einer kleineren Amplitude os-
zilliert. 
Für jeden Versuch stellt sich so ein Ausgangszustand in Abhängigkeit der gefahrenen 
Prüflast FZ des Resonanzpulsators und der Anpresskraft FN der Klötzchen ein. Die Pro-
bebewegung uFP ergibt sich aus der Längung der Probe durch Aufsummierung der ho-
mogenen Teilabschnitte i (Bereiche gleichen Probenquerschnittes) nach Gleichung (12) 
und ist maßgeblich von der Probensteifigkeit abhängig. Die sich ohne aktive 
Schlupfsteuerung einstellende Schlupfamplitude (sa) im Kontakt berechnet sich aus der 
Differenz der Verschiebungen der Probe (uFP) und der schwingenden Klötzchen (uRK) 
nach Gl. (13) und (14) und ist in Bild 4.11 b) visualisiert. Durch eine zusätzliche An-
steuerung der Piezoaktoren kann die Bewegung des Querhauptes (uRK) maßgeblich be-
einflusst werden. Je nach Ausgangsschlupf wird die Bewegung des Querhauptes 
gedämpft oder angeregt. Für eine Dämpfung des Systems müssen die Piezoaktoren ge-
genphasig zu der Schwingung des Querhauptes betrieben werden, für eine zusätzliche 
Anregung gleichphasig. 
 
Durch die stufenlose Spannungsansteuerung ist es möglich den im Kontakt vorliegenden 
Schlupf sa unabhängig von der äußeren Belastung (Längung der Probe) einzustellen. 
Ebenfalls ausgeregelt werden die ansteigenden Reibwerte während des Versuchs, sodass 
der Prüfstand in der Lage ist, während der gesamten Versuchslaufzeit den eingestellten 
Schlupf mit einer Genauigkeit von ± 1 µm konstant zu halten. 
Alle am Prüfstand durchgeführten Versuche zeigen, dass stets die Klötzchen größere 
Bewegungsamplituden aufweisen als die Probe und somit überschwingen, siehe Bild 
4.11 b). Wird dieser Zustand auf das Belastungsschema unter der Prämisse eines pha-
sengleichen und idealen Sinusverlaufes übertragen so folgt daraus, dass sich bei maxi-
maler Prüflast und damit maximaler Längung der Probe das Klötzchen relativ zur Probe 
nach unten bewegt. Unter Beachtung der Reibgesetze führt dieser Zustand dazu, dass 
die im Kontakt übertragenen Reibkräfte in Zugrichtung wirken. Bei minimaler Zugbe-
anspruchung der Probe bewegt sich das Klötzchen relativ zur Probe nach oben und die 





   (12) 
𝑠  𝑡 = 𝑢 𝐾 𝑡 − 𝑢𝐹𝑃 𝑡  (13) 
𝑠𝑎 =
max 𝑠 𝑡  − min 𝑠 𝑡  
2
 (14) 
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Richtung der Reibkraft dreht sich um. Insgesamt führt dieses Verhalten dazu, dass die 
Spannungsamplitude infolge der aufgebrachten Prüflast des Resonanzpulsators durch 
die eingetragenen Reibkräfte überhöht wird, Bild 4.12 d).  
 
Bild 4.11: a) Belastungsschema an der Flachprobe; b) Qualitative Darstellung der Bewe-
gungsamplituden der Flachprobe uFP, des Reibklötzchens uRK und des resultieren-
den Schlupfes s 
Im Prüfbetrieb konnte jedoch durch eine DMS-Applizierung an der Flachprobe oberhalb 
und unterhalb des Kontaktes festgestellt werden, dass der vorstehend beschriebene Be-
lastungsfall nicht vorliegt und durch die Ansteuerung der Piezoaktoren beeinflusst wer-
den kann.  
Bild 4.12 zeigt diesbezüglich den bereits beschriebenen phasengleichen Bewegungsab-
lauf a) sowie ein Beispiel für einen messtechnisch erfassten realen Bewegungsablauf b) 
(Echtzeitsignale ausgelesen vom Laserextensometer) und deren Auswirkungen d) auf 
die Zugspannungsbeanspruchung oberhalb der Probe c). Deutlich zu erkennen ist die 
Beeinflussung der Zugspannung infolge der übertragenen Reibkräfte sowohl für den 
Bewegungsablauf a) als auch für b). Resultierend daraus ergeben sich neben den unter-
schiedlichen Verläufen der Zugspannung auch unterschiedliche Ober- und Unterspan-
nungen. Da die daraus abzuleitende Spannungsamplitude und die Mittelspannung 
innerhalb einer Ermüdungsfestigkeitsbewertung einen signifikanten Einfluss ausüben, 
ist es hinsichtlich einer wirkungskonformen Abbildung des Beanspruchungszustandes 
unausweichlich, den realen Bewegungsablauf der Verbindung innerhalb der Simulation 
nachzubilden. 
Grund für die signifikant unterschiedlich verlaufenden Zugspannungen ist in erster Linie 
der leichte Phasenversatz. Aufgrund dessen kommt es im Gegensatz zum idealen Ver-
lauf vor Erreichen der Maxima und Minima der Bewegungsabläufe zu einer Schlupf-
richtungsumkehr und damit zu einer Umkehr der Reibkräfte. Die nicht in einem idealen 
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Bild 4.12: Einfluss der Bewegungsabfolge von Flachprobe und Reibklötzchen a) idealer Be-
wegungsablauf; b) realer Bewegungsablauf; c) Bewegungsschema an der Flach-
probe; d) Einfluss des phasengleichen (PHG) und des realen Bewegungsablauf 
nach Echtzeitsignal (EZS) auf die Zugspannungsamplitude im Vergleich zur Zug-
beanspruchung ohne Kontakt (o.K.) für eine schwellende Zugbeanspruchung (R = 
0,03) 
Neben den Bewegungsabläufen wurde auch die Auswirkung der Klötzcheneinspannung 
auf den Fugendruckverlauf im Kontakt analysiert. Hierzu erfolgte eine realitätsnahe 
Nachbildung der Einspannung der Klötzchen in einer FE-Software. Die zwei jeweils mit 
16 Nm angezogenen Schrauben der Klötzchenhalterung führen zu einer Vorspannkraft 
von ca. 19 kN, die das Klötzchen fixieren. Durch die statisch wirkende Presskraft erfährt 
das Klötzchen eine elastische Verformung, die sich in Abhängigkeit der Steifigkeiten 
der Halterung und der Klötzchenauflage ausbildet. Wird der alleinige Anpresszustand 
des Klötzchens betrachtet, so ergibt sich ein Fugendruckverlauf nach Bild 4.13 b). Deut-
lich zu erkennen ist, dass die Steifigkeitsunterschiede der Klötzcheneinspannung sowie 
die Verformung des Klötzchens einen Fugendruckanstieg in Richtung der steiferen 
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Bild 4.13: Fugendruckverläufe bei unterschiedlicher Anpressung des Reibklötzchens, Simu-
lierte Verläufe für den nominellen Fugendruck von p = 20 MPa, p = 40 MPa und 
p = 60 MPa; a) Relativbewegung des Klötzchens in x-Richtung; b) Im Einbauzu-
stand ohne Relativbewegung; c) Relativbewegung des Klötzchens entgegen der 
x-Richtung 
Während des Prüfstandbetriebes kommt es darüber hinaus durch stattfindende Relativ-
bewegungen zwischen Probe und Klötzchen zur Übertragung von Reibkräften. Diese 
Kräfte überlagern sich mit der statischen Schraubenvorspannkraft an der Einspannung 
der Klötzchen und führen wegen der Relativbewegungen (Auf- und Ab-Bewegung des 
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4.13 a) und c). Erkennbar ist, dass die durch die unsymmetrische Einspannung der Reib-
klötzchen hervorgerufene Verformung des Ausgangszustands (Bild 4.13 b)) durch die 
Relativverschiebung des Klötzchens in x-Richtung verstärkt und entgegen der x-Rich-
tung abgebaut wird. Gerade bei niedrigen Fugendrücken können so Zustände des Klaf-
fens (p = 0) bzw. stark inhomogene Fugendruckverläufe auftreten. Die Folge ist eine 
inhomogene Reibkraftübertragung über die Kontaktlänge x, da physikalisch begründet 
die Reibkraft eine direkte Proportionalität zur Normalbeanspruchung der Fügefläche 
aufweist. Bei einer Relativbewegung des Klötzchens in x-Richtung (Bild 4.13 a)) wird 
demnach ein Großteil der Reibkräfte im unteren Drittel des Kontaktes übertragen. Bei 
entgegengesetzter Bewegung (Bild 4.13 c)) findet eine vorwiegende Reibkraftübertra-
gung in der oberen Hälfte des Kontaktes statt. Daraus folgt, dass an jedem Punkt des 
Kontaktes in Abhängigkeit des Fugendruckverlaufes unterschiedlich große Kräfte wir-
ken, welche die Amplitude sowie die Mittelspannung signifikant beeinflussen, analog 
dem Verhalten Bild 4.12 d).  
Sowohl der Einfluss des Bewegungsablaufes als auch die im Betrieb wechselnden Fu-
gendruckzustände verdeutlichen, dass eine alleinige Angabe der reinen Prüfstandslasten 
FZ,a bzw. deren Bezug auf den Prüfquerschnitt in Form von Nennspannungen keine 
quantitative Aussage über die ertragbare örtliche Reibdauerbeanspruchung zulassen. 
Besonders bei hohen Druckbelastungen (große Reibkräfte) können starke Abweichun-
gen zwischen der Nennzugbelastung und der örtlich wirkenden Zugbeanspruchungen in 
der Probe auftreten. Damit kann die Nennzugbeanspruchung, aufgebracht über den Prüf-
stand, nur im Zusammenhang mit den realen Bewegungsabläufen und den real vorlie-
genden Reibwerten als Randbedingung für eine FE-Simulation (Kapitel 5.1.1) dienen. 
4.4.2 Einfluss von Schlupf und Fugendruck auf die Reibdauerfestigkeit 
Der Einfluss von Fugendruck und Schlupf auf die ertragbare Reibdauerfestigkeit ist 
nachweislich in der Literatur als sehr hoch einzustufen. Darüber hinaus zeigte die Lite-
raturauswertung in Kapitel 3.2 die hohe Sensibilität, mit denen die Beanspruchungspa-
rameter Schlupf und Fugendruck die Langzeitfestigkeit reibdauerbeanspruchter 
Kontakte beeinflussen. Dies und die in Kapitel 3.3 angesprochenen partiellen Tragbild-
ausbildungen realer Bauteilverbindungen in Verbindung mit den vorherrschenden Un-
sicherheiten bezüglich der im Kontakt vorliegenden realen Beanspruchungsparameter 
befürworten eine Worst-Case-Betrachtung nach Bild 3.12. Das diesbezüglich zu un-
tersuchende Parameterfeld lässt sich unter Einbeziehung der Ergebnisse aus dem For-
schungsvorhaben [68] sowie aus der Literaturauswertung auf den Schlupfbereich 
5 µm ≤ sa ≤ 20 µm und den nominellen Fugendruckbereich 10 MPa ≤ p ≤ 60 MPa ein-
grenzen.  
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Aufgrund der eingeschränkten Leistungsfähigkeit der Piezoaktoren im Reibklötzchen-
prüfstand musste das experimentell zu untersuchende Parameterfeld auf die in Tabelle 
4.7 und 4.8 dargestellten tribologischen Beanspruchungskombinationen reduziert wer-
den. Die Ermittlung des tribologisch kritischsten Beanspruchungszustandes erfolgte 
hierbei an den Werkstoffkombinationen 34CrNiMo6 +QT vs. C45 +N und 
C45 +N vs. C45 +N. 
Zur experimentellen Quantifizierung der Reibdauerfestigkeit wurde in Anbetracht einer 
optimalen Proben- und Versuchszeitausnutzung das Laststeigerungsverfahren angewen-
det, das eine kontinuierliche Steigerung der äußeren Zug-Beanspruchung nach 
3 Mio. LW bis zum Versagen der Verbindung vorsieht. Aufgrund der mehrfachen Ver-
wendung der Proben wurde für die Versuchsreihe ein Stufensprung von d = 1,12 ge-
wählt, um Trainiereffekte der Werkstoffe zu umgehen. Dabei wurde jeder tribologische 
Zustand (p; sa) je nach Streuung der Ergebnisse mindestens mit drei Versuchen abgesi-
chert. Die Versuchsdaten sind in Anhang B dokumentiert.  
Da reibdauerbeanspruchte Bauteile, wie auch freie Oberflächen, klassischen Wöhlerli-
niencharakteristiken folgen, deren Anstiege der Zeitfestigkeitsgeraden sich nur marginal 
unterscheiden [23], kann aus den Versuchsergebnissen im Zeitfestigkeitsgebiet Rück-
schlüsse auf die zu erwartende Dauerfestigkeit bei 107 LW gezogen werden. Dies lässt 
eine qualitative Beurteilung der tribologischen Beanspruchungszustände hinsichtlich 
der Dauerfestigkeit zu. Die quantitative Ermittlung der Dauerfestigkeit ist nachfolgend 
nur für den tribologisch kritischsten Beanspruchungszustand durchgeführt worden.  
Tabelle 4.7 zeigt die nominellen Reibdauerermüdungsfestigkeiten der 
C45+N vs. C45+N Materialpaarung bei variierter tribologischer Beanspruchung und ei-
nem Spannungsverhältnis R = 0,03.  
Tabelle 4.7: Nominelle Reibdauerfestigkeit σRD der C45+N vs. C45+N Werkstoffpaarung unter 
variierter tribologischer Beanspruchung und dem Spannungsverhältnis R = 0,03; 







20 5 145,7 
40 5 136,4 
60 5 139,6 
20 10 140,5 
40 10 122,0 
20 15 159,8 
 







Neben der Erfassung der nominellen Reibermüdungsfestigkeiten nach Gl. (15), bezogen 
auf den Probenquerschnitt AFP (Bild 4.14), wurden für jeden tribologischen Zustand die 
Echtzeitsignale der Proben- und Klötzchenbewegung sowie die Versagensorte der Pro-
ben dokumentiert und einer Auswertung unterzogen. Diese bilden in den nachfolgenden 
Untersuchungen die Basis für die Erstellung der FE-Simulation sowie die Grundlage für 
die Auswertung der spannungsmechanischen Beanspruchung am Versagensort. Die Er-
gebnisse der nominellen Reibermüdungsfestigkeiten zeigen, dass die C45 +N Eigenpaa-
rung nur einen geringen Einfluss der tribologischen Beanspruchung erkennen lässt. 
Hauptsächlich die Parameterkombinationen p = 40 MPa; sa = 10 µm und p = 20 MPa; 
sa = 15 µm treten als Minimum bzw. Maximum der nominellen Festigkeitsuntersuchung 
stärker hervor. Wobei die Reibermüdungsfestigkeit von σRD = 160 MPa unter Berück-
sichtigung der Formkerbe und der Oberflächenfeingestalt nach Bild 4.9 der tribologisch 
kerbfreien Oberfläche (σSch,zd,FP = 167 MPa) nahezu gleichgesetzt werden kann. Dieser 
Sachverhalt konnte auch während der Versuche nachgewiesen werden, da unter der tri-
bologischen Beanspruchung von p = 20 MPa; sa = 15 µm sowohl ein Versagen im Kon-
takt als auch am unteren Übergangsradius r = 25 mm der Flachprobe (vergl. Bild 4.9) 
auftrat. 
Die Materialpaarung 34CrNiMo6+QT vs. C45+N (Tabelle 4.8) zeigt im Vergleich zu 
den nominellen Reibermüdungsfestigkeiten der C45+N Eigenpaarung einen signifikan-
teren Einfluss bezüglich der tribologischen Beanspruchung. Dies äußert sich zum einen 
im quantitativen Festigkeitsabfall, ausgehend von der freien Oberfläche 
σSch,zd = 387 MPa (Tabelle 4.2) auf σRD = 164 MPa bei p = 40 MPa und sa = 10 µm, aber 
auch anhand einer signifikanteren Festigkeitsdifferenz zwischen den unterschiedlichen 
tribologischen Beanspruchungszuständen.  
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Tabelle 4.8: Nominelle Reibdauerfestigkeit σRD der 34CrNiMo6+QT vs. C45+N Werkstoff-
paarung unter variierter tribologischer Beanspruchung und einem Spannungs-







20 5 237,3 
40 5 241,9 
60 5 236,7 
20 10 183,8 
40 10 164,4 
20 15 270,2 
 
Auf Basis der in Tabelle 4.7 und Tabelle 4.8 dargestellten Versuchsergebnisse lassen 
sich im Rahmen des definierten Parameterfeldes Abhängigkeitsschaubilder bezüglich 
der zu erwartenden Reibdauerfestigkeit ableiten (Bild 4.15). Diese so genannten „Fret-
ting-Maps“ werden in der Literatur häufig verwendet, um parametrische Einflüsse zu 
visualisieren.  
 
Bild 4.15: Fretting-Maps der nominellen Reibermüdungsfestigkeit σRD in Abhängigkeit der tri-
bologischen Beanspruchung; NG = 3 ∙106 LW, R = 0,03; a) C45+N vs. C45+N;  b) 
34CrNiMo6+QT vs. C45+N 
Anhand beider untersuchter Werkstoffkombinationen zeigt sich die tribologisch kri-
tischste Beanspruchung bei p = 40 MPa und sa = 10 µm. Darüber hinaus konnten die in 
der Literatur bekannten Abhängigkeitsverläufe bezüglich der Variation des Schlupfes 
(Bild 3.5) und des Fugendrucks (Bild 3.4) qualitativ bestätigt werden. Verdeutlicht wird 
dies in den Abhängigkeitsschaubildern Bild 4.16 und Bild 4.17. 
a) b) 
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Bild 4.16: Nominelle Reibdauerfestigkeit σRD des Grundwerkstoffes C45+N in Abhängigkeit 
a) Fugendruck; b) Schlupfamplitude; NG = 3 ∙106 LW, R = 0,03 
 
Bild 4.17: Nominelle Reibdauerfestigkeit σRD des Grundwerkstoffes 34CrNiMo6+QT in Ab-
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Beide Werkstoffkombinationen reagieren unter einer Schlupfvariation äquivalent und 
zeigen die typische „Badewannenkurve“ mit einem Scheitelpunkt im Bereich von 
sa = 10 µm, siehe Bild 4.16 b) und Bild 4.17 b). Bezüglich der Fugendruckvariation 
erreicht die C45+N Eigenpaarung bei einem Fugendruck von ca. p = 40 MPa das kon-
stante Reibermüdungsfestigkeitsniveau. Die 34CrNiMo6+QT vs. C45+N Paarung zeigt 
bereits ab einem Fugendruck von p = 10 – 20 MPa die Ausbildung einer konstanten 
Reibdauerfestigkeit. Der daraus abzuleitende Erwartungshorizont deckt sich mit den Li-
teraturdaten für reibdauerbeanspruchte hochfeste Stähle [17]. 
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4.4.3 Einfluss der Mittelspannung auf die Reibdauerfestigkeit 
Die Untersuchungen zur Detektierung des Mittelspannungseinflusses auf die Reibdau-
erhaltbarkeit von Stählen begründeten sich durch die in der Literatur vorherrschenden 
Unsicherheiten und soll diese weitestgehend beseitigen. Durch eine stichprobenartige 
Versuchsdurchführung, angelehnt an die Vorgehensweise von Kreitner [6], wurde die 
Reibdauerfestigkeit für die Werkstoffkombinationen 34CrNiMo6+QT vs. C45+N und 
C45+N vs. C45+N unter Variation der Spannungsverhältnis R = -1 und R = 0,03 ermit-
telt. Bezugnehmend auf den in Kapitel 4.4.2 quantifizierten tribologisch kritischsten Be-
anspruchungszustand wurde für die Untersuchungen ein Fugendruck von p = 40 MPa 
und eine Schlupfamplitude von sa = 10 µm gewählt. Die Versuchsplanung sowie die 
Auswertung der Versuche erfolgten nach dem Treppenstufenverfahren nach Hück [73], 
wobei je Versuchsblock 8 Proben verwendet wurden. Die Grenzlastschwingspielzahl 
der Dauerfestigkeits-versuche wurde in Anlehnung an die internationale Literatur [28, 
26, 29, 41] mit 107 LW festgelegt.  
Tabelle 4.9 zeigt die ermittelten Reibdauerfestigkeiten  unter wechselnder und schwel-
lender äußerer Zugbelastung (Anhang C & E). Die Ergebnisse lassen vermuten, dass 
der Mittelspannungseinfluss unter Reibdauerbeanspruchung eine vernachlässigbare 
Größe darstellt und bestätigen somit die Untersuchungen von Kreitner [6]. Wie bereits 
in Kapitel 3.2.4 diskutiert, erscheint dieser Zusammenhang auch weitestgehend plausi-
bel und ist voraussichtlich durch die hohe Kerbschärfe der Reibdauerermüdung begrün-
det. 
Eine weitergehende Bewertung der Ergebnisse erfolgt in Kapitel 5.2.1 unter Berück-
sichtigung der realen Bewegungsabläufe am Prüfstand und unter Einbeziehung der 
durch den Kontakt eingetragenen Reibkräfte. 
Tabelle 4.9: Nominelle Reibdauerfestigkeit σRD der Werkstoffkombinationen 34CrNiMo6+QT 
vs. C45+N und C45+N vs. C45+N unter variierter Mittellast und der tribologi-
schen Beanspruchung p = 40 MPa und sa = 10 µm; NG = 107 LW 




34CrNiMo6+QT C45+N 0,03 127,0 
34CrNiMo6+QT C45+N -1 132,3 
C45+N C45+N 0,03 117,0 
C45+N C45+N -1 116,5 
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4.4.4 Einfluss des Grund- und Gegenwerkstoffes auf die Reibdauerfestigkeit 
Ableitend von der klassischen Ermüdungsfestigkeitsbewertung von Bauteilen mit freier 
Oberfläche wird naturgemäß dem Werkstoff ein hoher Einfluss auf die Langzeitfestig-
keit von Bauteilen zugeschrieben. Im Hinblick auf die Reibdauerermüdung ist aufgrund 
der Kontaktproblematik diese Betrachtungsweise zu erweitern und sowohl der Einfluss 
des Grundwerkstoffes als auch des Gegenwerkstoffes zu bewerten (siehe Kapitel 3.2.5). 
Folglich wurde zur werkstoffseitigen Einflussanalyse eine Separierung der Versuche 
durchgeführt. Der erste Versuchsblock fokussiert die Grundwerkstoffe und sieht eine 
dementsprechende Variation der Materialien vor, wobei der Gegenwerkstoff mit C45+N 
konstant gehalten wird. Die tribologische Beanspruchung wurde analog dem Vorgehen 
in 4.4.3 mit p = 40 MPa und sa = 10 µm gewählt und bezieht sich demnach auf das tri-
bologisch kritischste Beanspruchungsniveau. Weiterhin wurde für die Prüfung ein Span-
nungsverhältnis von R = 0,03 und eine Grenzlastschwingspielzahl von 107 LW 
angesetzt. Der zweite Versuchsblock dient der Einflussanalyse des Gegenwerkstoffes 
und nutzt die gleichen Prüfparameter wie Versuchsblock eins. Die Variation der Gegen-
werkstoffe erfolgt hierbei sowohl am Grundwerkstoff C45+N als auch am Grundwerk-
stoff 34CrNiMo6+QT. Dieses Vorgehen ermöglicht eine vom Grundmaterial abhängige 
Bewertung des Gegenwerkstoffeinflusses. 
Tabelle 4.10 zeigt die aus den Treppenstufenversuchen (Anhang C) ermittelten Reib-
dauerfestigkeiten bei Variation der Grundwerkstoffe gegen den Gegenwerkstoff 
C45+N. Die ermittelten Reibdauerfestigkeiten zeigen, dass unter einer Reibdauerbean-
spruchung keine Steigerung der Bauteilfestigkeit durch Wahl eines hochfesten Grund-
werkstoffes erzielt werden kann. Die experimentellen Ergebnisse an den normalisierten 
und vergüteten Werkstoffen bestätigen demnach die in Bild 3.8 dargelegten Zusammen-
hänge aus der Literatur. 
Tabelle 4.10: Nominelle Reibdauerfestigkeiten σRD der Grundwerkstoffvariation gegen den 
Gegenwerkstoff C45+N bei einer tribologischen Beanspruchung von 
p = 40 MPa und sa = 10 µm und einem Spannungsverhältnis von R = 0,03; 
NG = 107 LW 
Grundwerkstoff Gegenwerkstoff σRD 
[MPa] 
34CrNiMo6+QT C45+N 127,0 
42CrMo4+QT C45+N 92,4 
C45+QT C45+N 112,6 
C45+N C45+N 117,0 
C22+N C45+N 102,0 
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In Anbetracht dessen, dass die Reibdauerermüdung wie eine klassische Kerbwirkung in 
der Ermüdungsfestigkeitsbewertung heutiger Welle-Nabe-Verbindungen aufgefasst 
werden kann, liegt es nahe, die in Tabelle 4.10 aufgelisteten Reibdauerfestigkeiten in 
Verbindung mit den in Tabelle 4.2 zusammengetragenen Werkstofffestigkeiten der 
Grundwerkstoffe zu betrachten. Hierzu wird die Wechselfestigkeit des Grundwerkstof-
fes ins Verhältnis zur Bauteilwechselfestigkeit gesetzt, siehe Gl. (16). Unter zusätzlicher 
Berücksichtigung der in Kapitel 4.4.3 erzielten Ergebnisse und der in [6] dargelegten 
Zusammenhänge können die in Tabelle 4.10 aufgeführten Festigkeiten unter einem 
Spannungsverhältnis von R = 0,03 als Wechselfestigkeiten interpretiert und definitions-
gerecht in Gl. (16) verwendet werden. 
 
Das daraus abgeleitete tribologische Kerbwirkungsschaubild (Bild 4.18) in Abhängig-
keit der Zugfestigkeit des Grundwerkstoffes zeigt den signifikant ansteigenden Einfluss 
der Reibdauerermüdung bei hochfesten Grundwerkstoffen. Aufgrund der rein nenn-
spannungsbasierten Bewertung ist eine Übertragbarkeit der so ermittelten Kerbwir-
kungszahlen jedoch nur für Bauteilverbindungen mit identischer Bewegungsabfolge 
zwischen Grundwerkstoff und Gegenwerkstoff zulässig.  
 
Bild 4.18: Werkstoffwechselfestigkeit σW,zd, nominelle Reibdauerfestigkeit σRD und tribologi-
sche Kerbwirkung Kf,RD in Abhängigkeit der Zugfestigkeit des Grundwerkstoffes; 
Zugfestigkeit des Grundwerkstoffes 42CrMo4+QT berechnet nach Rm = σw,zd / fW,σ 


















































Zugfestigkeit Grundwerkstoff Rm [MPa]
Werkstoffwechselfestigkeit σw,zd
Reibdauerfestigkeit σRD
(sa = 10 µm; p = 40 MPa)
tribologische Kerbwirkung Kf,RD
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Folglich sind die in Bild 4.18 dargestellten Kerbwirkungszahlen nicht allgemeingültig 
und können daher nicht für eine allumfassende Auslegung im Maschinenbausektor ver-
wendet werden. Hierzu bedarf es einer umfangreichen Bewertung des jeweiligen tribo-
logischen Systems durch eine realitätsnahe Abbildung der Bewegungsabläufe mit dem 
Ziel der Ermittlung des versagenskritischen örtlichen Spannungszustandes. 
Tabelle 4.11 zeigt die Ergebnisse der Gegenwerkstoffvariation anhand der Grundwerk-
stoffe 34CrNiMo6+QT und C45+N (Anhang D). Ähnlich wie bei der Grundwerk-
stoffvariation zeigen sich nur marginale Festigkeitsunterschiede unter der aufgebrachten 
tribologischen Beanspruchung. Zur Visualisierung des Gegenwerkstoffeinflusses soll 
aus Differenzierungsgründen der Härteunterschied der geprüften Bauteilverbindungen 
genutzt werden. Die entsprechenden Werkstoffkennwerte beziehen sich dabei auf die in 
Tabelle 4.1 dargestellten Kennwerte und werden nach Gl. (17) verrechnet. Dabei wird 
definiert, dass die Härte des Gegenwerkstoffes HV10Gegen von der Härte des Grundwerk-
stoffes HV10Grund subtrahiert wird. Setzt man in Folge die nominellen Reibdauerfestig-
keiten mit dem so errechneten Härteunterschied in Zusammenhang, erhält man die in 
Bild 4.19 dargestellten Stützstellen.  
 
 
Tabelle 4.11: Nominelle Reibdauerfestigkeiten σRD der Grundwerkstoffe  34CrNiMo6+QT und 
C45 +N bei Variation des Gegenwerkstoffes und der tribologischen Beanspru-
chung p = 40 MPa und sa = 10 µm; Spannungsverhältnis R = 0,03; NG = 107 LW 




34CrNiMo6+QT 34CrNiMo6+QT 24 92,1 
34CrNiMo6+QT C45+QT 150 92,9 
34CrNiMo6+QT C45+N 230 127,0 
34CrNiMo6+QT C22+N 250 101,7 
C45+N 34CrNiMo6+QT -204 107,7 
C45+N C45+QT -78 100,8 
C45+N C45+N 2 117,0 
C45+N C22+N 22 97,0 
 
  
∆𝐻𝑉10 = 𝐻𝑉10𝐺𝑟𝑢𝑛𝑑 − 𝐻𝑉10𝐺𝑒𝑔𝑒𝑛 (17) 
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Es zeigt sich, dass die Reibdauerfestigkeit weitestgehend unabhängig vom Gegenwerk-
stoff zu betrachten ist. Dieser Sachverhalt konnte bereits durch Julius in [5] aufgezeigt 
werden. Unter Berücksichtigung der in Kapitel 4.3 vorgestellten Ergebnisse der Reib-
wertuntersuchungen, die ebenfalls eine weitest gehende Unabhängigkeit des Reibwertes 
von der Werkstoffkombination offerierten, erscheint der in Bild 4.19 dargestellte Zu-
sammenhang aus Sicht der Anrissinitiierung in Folge der Schubbeanspruchung auf der 
Oberfläche plausibel. 
 
Bild 4.19: Nominelle Reibdauerfestigkeit in Abhängigkeit des Härteunterschiedes ΔHV10 
von Grund- und Gegenwerkstoff; NG = 107 LW 
Weiterhin ist aus den Betrachtungen in Kapitel 4.4.2 abzuleiten, dass der Schlupfzustand 
von sa = 10 µm, wie bereits einleitend im Kapitel 3.2.5 diskutiert, mit einem sehr gerin-
gen Verschleiß des Grundwerkstoffes einhergeht. Folglich ist davon auszugehen, dass 
durch die Wahl des tribologisch kritischsten Zustandes und der äquivalent vorherrschen-
den Reibwerte im Kontakt die potentiell einflussnehmenden Parameter durch den Ge-
genwerkstoff eliminiert wurden. 
Neben der Quantifizierung der Reibdauerfestigkeiten erfolgte eine Begutachtung der 
Tragbilder und der Bruchflächen. Bild 4.20 zeigt in diesem Zusammenhang exempla-
risch die durch die Reibdauerermüdung hervorgerufenen Schadensbilder an Flachpro-
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Bild 4.20: Schadensbilder am Labormodell des Grundwerkstoffes 34CrNiMo6+QT bei 
p = 40 MPa und sa = 10 µm; a) Tragbild an der Flachprobe; b) Mikroskopische Auf-
nahme der Bruchfläche; c) Höhenprofil der Bruchfläche; d) Rissphasen P1-P4 
nach Bild 3.2 
Deutlich zu erkennen ist in Bild 4.20 a) die tribologisch geschädigte Oberfläche der 
Flachprobe und der eingetretene Trennbruch. Der Ort der Anrissinitiierung (P1) ist an-
hand der mikroskopischen Aufnahmen der Bruchfläche eindeutig detektierbar und be-
findet sich innerhalb des tribologisch geschädigten Oberflächengebietes der Flachprobe. 
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Der anschließende Ermüdungsriss (P2-P3) verläuft typischerweise feinstrukturiert und 
halbeliptisch ins Bauteilinnere. Das Gewaltversagen der Probe (P4) ist gekennzeichnet 
durch ein instabiles Risswachstum und führt zu einer grobstrukturierten Oberfläche des 
Bruches, siehe Bild 4.20 c) und d). Häufig konnten an den Flachproben auch multiple 
Anrisse festgestellt werden (Bild 4.21), was auf eine äquivalente tribologische Bean-
spruchung der zwei Reibkontakte hinweist. 
 
Bild 4.21: Multiple Anrissinitiierung; links: mikroskopische Aufnahme der Bruchfläche; mitte: 
Höhenprofil der Bruchfläche; rechts: Rissphasen nach Bild 3.2 
Zur Quantifizierung des Versagensortes wurde basierend auf den Tragbildern der Flach-
probe die Anrissposition nach Bild 4.22 ermittelt. Der Parameter x beschreibt hierbei 
den Abstand vom oberen Kontaktende zur Anrissposition (P1). Über die Gesamtanzahl 
der durchgeführten Versuche konnte so eine Streuung der Anrissposition im Bereich 
von 1,5 mm ≤ x ≤ 3,5 mm festgestellt werden. Die Mehrzahl der Anrisspositionen lag 
jedoch im Bereich von x = 2,5 mm – 3,5 mm.  
 
Bild 4.22: a) Tragbild einer Flachprobe mit Trennbruch; b) Schematische Darstellung der An-
rissortermittlung unter Angabe des Parameters x 
Neben der Quantifizierung des Versagensortes wurden stichprobenartig für jeden 
Grundwerkstoff die Bruchflächenprofile entlang des Risspfades aufgenommen. Bild 
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Bild 4.23: Festlegung des Risspfades für eine 34CrNiMo6+QT Flachprobe a) Mikroskopische 
Aufnahme der Bruchfläche; b) Höhenprofil der Bruchfläche; c) Rissphasen P1-P4 
nach Bild 3.2 
 
Bild 4.24: Bruchflächenprofil entlang des Risspfades (Bild 4.23) exemplarisch für eine 
34CrNiMo6+QT Flachprobe unter Angabe der Anrisstiefe t0 nach Bild 3.3 
Basierend auf dem Bruchflächenprofil kann anlog dem Vorgehen in Bild 3.3 die An-
risstiefe t0 mittels Tangenten angenähert werden. Zusätzlich ergibt sich durch den 
Schnittpunkt der Tangenten die Kenngröße h0, welche den Abstand zwischen Anrissini-
tiierung und Ermüdungsrissfläche (P3) beschreibt. Nach Gl. (18) kann in Abhängigkeit 
der Größen t0 und h0 der Anrisswinkel θ berechnet werden. 
Tabelle 4.12 fasst die ermittelten Anrisstiefen t0 und die Anrisswinkel θ für die unter-
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als auch die Anrisstiefen einer Streuung unterliegen und keine direkte Abhängigkeit zum 
Grundwerkstoff aufzeigen. Allein der Werkstoff C22+N zeigt gegenüber den anderen 
Werkstoffen eine deutlich kleinere Anrisstiefe. Davon abgesehen lassen die Beobach-
tungen die Schlussfolgerung zu, dass in Abhängigkeit der tribologische Beanspruchung 
(p = 40 MPa und sa = 10 µm) äquivalente Anrisstiefen im Material bzw. im Bauteil ini-
tiiert werden. 
 








34CrNiMo6+QT 1172 20 - 32 860 - 1230 
42CrMo4+QT 837 27 - 33 1027 - 1075 
C45+QT 732 27 - 32 1150 - 1300 
C45+N 586 25 - 34 1040 - 1270 
C22+N 435 20 - 28 700 - 770 
 
Bild 4.25: Gemittelte Anrisstiefe t0,ges basierend auf den Bruchflächenprofilen der Grund-
werkstoffe 34CrNiMo6+QT, 42CrMo4+QT, C45+QT, C45+N und C22+N 
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Werden alle vermessenen Bruchflächenprofile für die hier untersuchten Grundwerk-
stoffe in einem Diagramm aufgetragen, ergibt sich der Zusammenhang nach Bild 4.25. 
Begrenzt man im Anschluss die Kurvenschar der Bruchflächenprofile durch den oberen 
und den unteren Streubereich bezüglich des Anrisswinkels θ und der Kenngröße h0, 
kann über alle betrachteten Werkstoffe eine gemittelte Anrisstiefe t0,ges abgeleitet wer-
den. Diese ergibt sich zu t0,ges ≈ 1150 µm.  
4.5 Reibdauerermüdungsfestigkeit am Realmodell 
Das Realmodell dient innerhalb der hier vorgestellten Betrachtung zur Validierung des 
in 5.2.4 erarbeiteten Berechnungskonzeptes und sieht eine stichprobenartige Auswahl 
der in Kapitel 4.4 untersuchten Werkstoffkombinationen vor, siehe Tabelle 4.13. Durch 
die an eine Pleuelverbindung angelehnte Geometrie des Prüflings wird einerseits der für 
die Praxis notwendige realitätsnahe Bezug hergestellt und andererseits liefern die Er-
gebnisse die Basis für eine Bewertung der Übertragbarkeit des Berechnungsansatzes auf 
realitätsnahe Kontaktgeometrien. 
Tabelle 4.13: Lagerringübermaß U berechnet nach DIN 7190 [83] in Abhängigkeit der Werk-
stoffkombinationen und des nominellen Fugendrucks von p = 10 MPa basie-
rend auf den Werkstoffkennwerten nach Tabelle 4.1 
Grundwerkstoff Gegenwerkstoff U 
[µm] 
34CrNiMo6+QT 34CrNiMo6+QT 75 
34CrNiMo6+QT C45+N 75 
34CrNiMo6+QT CuSn8 123 
C45+N 34CrNiMo6+QT 74 
C45+N C45+N 74 
 
Bild 4.26 zeigt die geometrische Gestaltung der Pleuelprobe und des Lagerrings. Das 
obere Pleuelauge besitzt ein Durchmesserverhältnis von QA = 0,8 und dient im Laufe der 
Versuche als Sitz für den thermisch gefügten Lagerring. Der Nennfugendruck zwischen 
Lagerring und Pleuelermüdungsprobe wurde, angelehnt an die Untersuchungen von 
Vidner [4], mit p = 10 MPa festgelegt. Zur Gewährleistung des dazu notwendigen Über-
maßes der Lagerringe wurde der Außendurchmesser der Lagerringe mit einem ausrei-
chenden Schleifaufmaß vorgefertigt. Im Anschluss an die Fertigung der 
Pleuelermüdungsproben erfolgte eine taktile Vermessung des Durchmessers des oberen 
Pleuelauges. Dabei wurde die Messung in axialer Richtung in drei Tiefen wiederholend 
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vorgenommen. Basierend auf den taktilen Vermessungsdaten wurden anschließend un-
ter Verwendung der notwendigen Übermaße (Tabelle 4.13) die Lagerringe auf Maß ge-
schliffen und die Maßhaltigkeit stichprobenartig überprüft. Als zulässiges Toleranzfeld 
wurde eine Abweichung von ± 5 µm festgelegt, dies entspricht einem Δp ≈ ± 0,7 MPa 
bei einer Stahl-Stahl-Paarung. 
  
Bild 4.26: Probengeometrie des Realmodells a) Pleuelprobe; b) Lagerring 
Die Ermittlung der Gestaltfestigkeit der Pleuelverbindungen erfolgte mit Hilfe einer ei-
gens für die Untersuchungen konzipierten Vorrichtung (Bild 4.27), welche auf einem 
hydraulischen Pulsator mit einer maximalen Zugkraft von FZ = 250 kN montiert wurde. 
Die messtechnische Überwachung der Prüflasten wurde durch die Einbindung einer 
a) 
b) 
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Kraftmessdose zwischen Vorrichtung und Pulsator realisiert und durch eine nachge-
schaltete Steuerung geregelt. Um weitere störende Einflussfaktoren durch Querkräfte- 
und Torsionsbelastungen auf der Probe ausschließen zu können, wurde die Vorrichtung 
kettengliedartig gestaltet und die Lagerstellen mit Kugel- und Zylindergelenken verse-
hen. Die Prüfvorrichtung ist somit nur unter einer schwellenden Zugbelastung zu betrei-
ben. Die Ermüdungsprobe, d.h. das Pleuel, befindet sich dabei in der Mitte der 
Prüfvorrichtung und besitzt zur formschlüssigen Übertragung der Zugbelastung ein obe-
res und unteres Pleuelauge. Diese wurden mittels Bolzenverbindung mit den “Ketten-
gliedern“ der Vorrichtung verbunden. Die eingebrachten zyklischen Zugbelastungen in 
die Pleuelverbindung führen aufgrund der Steifigkeitsunterschiede zwischen dem La-
gerring und dem Pleuel zu Relativbewegungen dieser beider Körper zueinander. Anders 
als bei den Reibdauerermüdungsversuchen am Labormodell kann die im Kontakt vor-
liegende Relativbewegung nicht unabhängig von der äußeren Zugbelastung eingestellt 
werden, sondern ist ausschließlich und maßgebend von der vorliegenden Prüflast sowie 
der Bauteilsteifigkeit abhängig. Zur Quantifizierung der vorliegenden Relativbewegun-
gen zwischen Lagerring und Pleuel wurden stichprobenartig die Schlupfbewegungen 
am Versagensort der Pleuelverbindung detektiert. Die Schwankungen innerhalb der 
Versuche und zwischen den Versuchsreihen waren marginal und erforderten keine 
durchgängige Applikation der Messtechnik für alle Versuche. Das für die Messung der 
Relativbewegungen genutzte System beruht auf dem Prinzip der kapazitiven Wegmes-
sung, wobei der Sensor am Pleuel und der Gegenkörper am Lagerring befestigt wurden, 
siehe Bild 4.27.  
 
Bild 4.27: links: Pleuelprüfvorrichtung; rechts: kapazitives Wegmesssystem 
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In Tabelle 4.14 sind zusammenfassend die Ergebnisse der Pleuelversuche unter schwel-
lender Zugbelastung (R = 0,03) dargestellt. Neben den ermittelten Reibdauerfestigkei-
ten sind auch die Versagensorte sowie die am Versagensort messtechnisch erfassten 
Schlupfamplituden dokumentiert. Die Quantifizierung des Versagensortes erfolgte 
durch den Winkel φRD gemäß Bild 4.28. 
 
Tabelle 4.14: Reibdauerermüdungsfestigkeit σRD,Pl der geprüften Pleuelverbindungen in Ab-
hängigkeit der Werkstoffkombination; φRD: Versagensort (vergl. Bild 4.28), 
R = 0,03, NG = 107 LW 








34CrNiMo6+QT 34CrNiMo6+QT 10 7-8 65 55,8 
34CrNiMo6+QT C45+N 10 7-8 65 54,0 
34CrNiMo6 +QT CuSn8 10 8-9 55 72,5 
C45+N 34CrNiMo6+QT 10 6-8 66 55,9 
C45+N C45+N 10 7-8 66 58,6 
C45+N CuSn8 10 8-9 57 64,0 
 
Die Reibdauerfestigkeiten σRD,Pl wurden über das verbesserte Treppenstufenverfahren 
nach Hück ermittelt, wobei je Werkstoffkombination acht Versuche zur Ermittlung der 
Festigkeit vorlagen (Anhang F). Darüber hinaus beziehen sich die Festigkeitsangaben 
auf den formellen Zusammenhang nach Gl. (19) unter Berücksichtigung des beidseiti-
gen Querschnitts APl  (Bild 4.28). 
Die so berechneten Festigkeiten stellen demnach eine rein theoretische Kenngröße dar, 
die nur eine qualitative Bewertung der Reibdauerfestigkeiten der Pleuelverbindungen 
untereinander zulässt. Diese nominellen Spannungen werden erst durch Einbindung in 
die numerischen Betrachtungen in Kapitel 5.1.2 in einen örtlichen versagenskritischen 
Spannungszustand transformiert. Der daraus resultierende lokale Beanspruchungszu-
stand ist dann mit den numerischen Beanspruchungszuständen am Labormodell ver-
gleichbar. Die Schlupfamplituden sowie die zur Lokalisierung des Versagensortes 
verwendeten Winkel φRD wurden separat je Werkstoffkombination erfasst und über die 
Versuchsanzahl bzw. die Anzahl der versagten Proben arithmetisch gemittelt. Die Streu-
ung des Versagensortes beträgt ca.  ± 2°. 
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Bild 4.28: Definition des Bezugsquerschnittes Apl und des Versagensortes, quantifiziert durch 
den Winkel φRD 
Wie schon die Werkstoffuntersuchungen am Labormodell zeigten, ist auch bei den am 
Realmodell ermittelten Reibdauerfestigkeiten kein Einfluss des Werkstoffes auf die no-
minelle Reibdauerfestigkeit erkennbar. Dies erscheint aus Sicht der tribologischen Be-
anspruchung von p = 10 MPa und vor allem durch die vorliegende Schlupfamplitude 
von sa ≈ 6 – 8 µm im Bereich des partiellen Gleitens, in Anlehnung an die Untersuchun-
gen in Kapitel 4.4.2 und der bereits diskutierten Literatur, plausibel. Allein die Stahl-
Bronze-Paarung erzielt eine signifikant höhere Reibdauerermüdungsfestigkeit, wobei 
auch der Versagensort gegenüber den Stahl-Stahl-Paarungen deutlich abweicht. Im Ka-
pitel 4.6 soll diesbezüglich eine Bewertung der Versagensorte, unter Berücksichtigung 
der tribologischen und spannungsmechanischen Beanspruchungen im Kontakt erfolgen. 
Neben der Quantifizierung der Versagensorte und der Reibdauerfestigkeiten erfolgte 
analog zu den Flachproben eine Begutachtung des Reibkontaktes und der Bruchflächen 
der Pleuelverbindungen. Die Vermessungspositionen sowie die mikroskopischen Auf-
nahmen sind in Bild 4.29 exemplarisch für ein Pleuel aus 34CrNiMo6+QT visualisiert. 
Aufgrund der großen Höhenunterschiede innerhalb des Bruchflächenprofils konnte die 
Bruchfläche nicht vollständig erfasst werden, siehe Bild 4.29 a). Darüber hinaus ist eine 
eindeutige Zuordnung der Rissphasen (P2-P3) anhand der Bruchflächenprofile nicht 
möglich, sodass auf eine explizite Erfassung der Anrisstiefe t0 verzichtet werden musste. 
Dennoch lassen sich die Rissphasen P1 und P4 eindeutig zuordnen. Die Anrissinitiie-
rung konnte hierbei ausschließlich in den tribologischen Schädigungszonen festgestellt 
werden. Verdeutlicht wird dies in Bild 4.29 b), welches sowohl die Mantelfläche des 
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fläche visualisiert das Tragbild der Pleuelverbindung, welches sich über den Versuchs-
zeitraum ausbildete, siehe Bild 4.29 c). Das Oberflächenprofil verdeutlicht, dass es an 
den tribologisch geschädigten Kontaktzonen zu Materialanlagerungen kommt. Resultie-
rend daraus bilden sich partielle Fugendrücke aus, die nicht dem nominellen Fugendruck 
von p = 10 MPa entsprechen. Dies stützt das in Kapitel 3.3 favorisierte Vorgehen bei 
der Bewertung reibdauerbeanspruchter Bauteile über eine Worst-Case-Betrachtung. Im 
vorliegenden Fall erscheint es daher zweckmäßig, das in Kapitel 4.4.2 ermittelte tribo-
logisch kritischste Niveau als Bewertungsgrundlage für die Pleuelverbindung zu ver-
wenden. 
 
Bild 4.29: Betrachtungspositionen bei der Vermessung; a) Bruchfläche des Pleuels;                            
b) Bruchkante mit Anrissinitiierung innerhalb der tribologisch geschädigten Kon-
taktoberfläche; c) Tragbild des Lagersitzes nach dem Versuch unter Angabe des 
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4.6 Bewertung des Versagensortes am Realmodell 
Die Bestimmung des Versagensortes ist hinsichtlich eines geschlossenen Nachweiskon-
zeptes für reibdauerbeanspruchte Fügeverbindungen (Kapitel 5.3) essentiell. Dies be-
gründet sich hauptsächlich durch die potentielle Verlagerung des Versagensortes bei 
einer reibdauerinduzierte Oberflächenschädigung im Kontakt gegenüber einer rein 
spannungsmechanischen Beanspruchung der Bauteile (freie Oberfläche). Die daraus 
hervorgehenden Unsicherheiten bei der Beanspruchungsermittlung müssen daher zwin-
gend durch geeignete Berechnungsverfahren aufgefangen werden.  
Aufgrund des in Bild 3.2 aufgezeigten Ermüdungsrissverlaufes ist bekannt, dass der 
Rissverlauf maßgebend durch die schubspannungsinduzierten Anrisse (Phase 1) und die 
parallel vorliegende äußere Ermüdungsbeanspruchung beeinflusst wird. Gegenüber dem 
Anrissverhalten an freien Oberflächen bedarf es somit eines Versagenskriteriums, wel-
ches sowohl das tribologische Anrissverhalten berücksichtigt als auch den spannungs-
mechanischen Rissfortschritt beschreiben kann. Das diesbezüglich bekannteste 
Versagenskriterium zur Lokalisierung des Versagensortes ist das basierend auf der Ar-
beit [84] weiterentwickelte modifizierte Ruiz-Kriterium [85], auch modified-Fretting-
Fatigue-Damage-Parameter (mFFDP) genannt. 
Der in Gleichung (20) beschriebene Zusammenhang verknüpft dabei die tribologische 
Oberflächenschädigung, ausgedrückt durch die im Kontakt dissipierte Reibarbeit (Wfric), 
mit der spannungsmechanischen Beanspruchung, beschrieben durch die maximale erste 
Hauptspannung (σ1max). Im Detail werden damit die Kontaktzonen mit erhöhten Reibar-
beitsanteilen im Zusammenhang mit einer stärker ausgeprägten Anrissinitiierung gese-
hen. Die spannungsmechanische Komponente der ersten Hauptspannung beschreibt 
dagegen, in welchen Oberflächenbereichen die durch die Reibarbeit beschriebenen An-
risse am ehesten wachstumsfähig werden.  
Bild 4.30 zeigt eine Auswertung der spannungsmechanischen Beanspruchung, der tri-
bologischen Schädigung und des modifizierten Ruiz-Kriteriums in Abhängigkeit der 
Winkelkoordinate φ. Die Auswertung bezieht sich auf die in Kapitel 5.1.2 vorgestellte 
FE-Simulation der Pleuelverbindungen und betrachtet die einzelnen Beanspruchungs-
größen in der Kontaktmitte. Der in Bild 4.30 dargestellte Zusammenhang bezieht sich 
auf die Pleuelverbindung C45+N vs. 34CrNiMo6+QT, ist jedoch qualitativ auf alle in 
Tabelle 4.14 aufgeführten Pleuelverbindungen übertragbar. In Bild 4.30 wurden, basie-
rend auf den experimentellen Ergebnissen (Tabelle 4.14), die im Versuch detektierten 
𝑚𝐹𝐹𝐷𝑃 =  𝜎1𝑚𝑎𝑥 ∙ 𝑊𝑓𝑟𝑖𝑐  (20) 
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Versagensorte der Stahl-Stahl-Paarung sowie der Stahl-Bronze-Paarung schattiert dar-
gestellt. Es wird deutlich, dass am Versagensort der Stahl-Bronze-Paarung gegenüber 
der Stahl-Stahl-Paarung eine um ca. 25 % geringere spannungsmechanische Beanspru-
chung, definiert durch die erste Hauptspannung (σ1max), vorliegt. Wird dieser Sachver-
halt auf die nominellen Reibdauerfestigkeiten übertragen, relativiert sich die im Versuch 
festgestellte höhere Reibdauerfestigkeit der 34CrNiMo6 +QT vs. CuSn8 Fügeverbin-
dung.  
 
Bild 4.30: Verlauf der maximalen ersten Hauptspannung (σ1max), der Reibarbeit (Wfric) und 
des modifizierten RUIZ-Kriteriums (mFFDP) in Abhängigkeit der Winkelkoordinate 
φ entlang des Auswertepfades.  
Darüber hinaus ist zu erkennen, dass die Stahl-Stahl-Paarungen dem spannungsmecha-
nischen Versagensort und die Stahl-Bronze Paarungen dem Versagensort nach dem mo-
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allgemeingültige Versagensortvorhersage durch die beschriebenen Betrachtungen nicht 
möglich ist.  
In diesem Zusammenhang sei darauf verwiesen, dass die spannungsmechanische Kom-
ponente in Gl. (20) nicht die Amplitude der ersten Hauptspannung darstellt sondern den 
Maximalwert der ersten Hauptspannung über einen Lastwechselzyklus beschreibt. Im 
Detail führt dieses Vorgehen zu einem Informationsverlust, da die Mittelspannungs- und 
Amplitudenanteile nicht voneinander differenziert betrachtet werden können. Aus der 
klassischen Ermüdungsfestigkeitsbetrachtung ist bekannt, dass die Ermüdungsfestigkeit 
der Werkstoffe/Bauteile überwiegend durch die dynamischen Spannungsanteile be-
stimmt wird. Dieser Sachverhalt gewinnt zusätzlich an Bedeutung wenn die Bauteile 
einer hohen Kerbwirkung unterliegen, da bekannter Weise dann nur eine geringe Mit-
telspannungsempfindlichkeit [76] vorliegt. Ähnliche Zusammenhänge sind an reibdau-
erbeanspruchten Fügeverbindungen beobachtet worden [6] und konnten auch im Laufe 
der vorliegenden Arbeit nachgewiesen werden, siehe Kapitel 3.2.4.  
Unter den genannten Gesichtspunkten erscheint demnach eine Modifikation des 
mFFDP durch Einbindung der reinen Amplitudenanteile der ersten Hauptspannung 
nach Gl. (21) zweckmäßig. Die Vernachlässigung der Mittelspannungsanteile ist auf-
grund der nachgewiesenen Mittelspannungsunabhängigkeit reibdauerbeanspruchter 
Bauteile als zulässig anzusehen.  
 
Bild 4.31 zeigt die diesbezügliche Auswertung des angepassten mFFDP*´s und dessen 
Komponenten, ausgedrückt durch die dissipierte Reibarbeit Wfric und der ersten 
Hauptspannungsamplitude (σ1a). Die Ergebnisse an der hier betrachteten Pleuelverbin-
dung zeigen jedoch, dass durch die Einbindung der reinen Amplitudenanteile der ersten 
Hauptspannung keine Steigerung der Berechnungsgenauigkeit erzielt bzw. keine genau-
ere Ermittlung des Versagensortes ermöglicht werden konnte. Eine allgemeingültige 
Versagensortvorhersage ist demnach auch durch den hier angepassten mFFDP* nicht 
möglich. Dennoch wird für zukünftige Berechnungen des mFFDP* eine Berücksichti-
gung der spannungsmechanischen Komponente in Form der ersten Hauptspannungs-
amplitude empfohlen. Die daraus hervorgehende Vernachlässigung der Mittelspannung 
soll Fehlinterpretationen aufgrund der in σ1max mit erfassten Mittelspannungsanteile ver-
meiden. 
 
𝑚𝐹𝐹𝐷𝑃∗ = 𝜎1𝑎 ∙ 𝑊𝑓𝑟𝑖𝑐  (21) 
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Bild 4.31: Verlauf der maximalen ersten Hauptspannung (σ1a), der Reibarbeit (Wfric) und des 
angepassten modifizierten RUIZ-Kriteriums (mFFDP*) in Abhängigkeit der Winkel-
koordinate φ entlang des Auswertepfades. 
Die potentielle Gefahr einer Fehlinterpretation wird bei vergleichender Betrachtung der 
in Bild 4.30 und Bild 4.31 dargestellten spannungsmechanischen Beanspruchungen 
deutlich. Dort zeigt sich, dass die spannungsmechanische Beanspruchung, ausgedrückt 
durch die erste Hauptspannungsamplitude, bei φ ≈ 62° ihr Maximum ausbildet und die 
spannungsmechanische Beanspruchung des Maximalwertes der ersten Hauptspannung 
bei φ ≈ 70°. Im Betrachtungsfall der Pleuelverbindung führt diese Diskrepanz aufgrund 
der nahezu äquivalenten Beanspruchungsverläufe von σ1a und σ1max, aber vor allem 
durch die stark abfallende tribologische Beanspruchung (Wfric) im Bereich von 
φ ≈ 54° - 70°, zu keiner signifikanten Beeinflussung des mFFDP*. Bei einer angenom-
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Zusammenhang nicht zu erwarten. In diesem Falle würde sich der Versagensort, ange-
lehnt an die formellen Zusammenhänge in Gl. (20) und (21), überwiegend nach der 
spannungsmechanischen Beanspruchung richten.  
Die größte Unsicherheit bei der rechnerischen Ermittlung des Versagensortes über den 
mFFDP liegt jedoch in der Verwendung der Reibarbeit begründet. Diese zur Beschrei-
bung der tribologisch herbeigeführten Oberflächenschädigung verwendete Größe kann 
lediglich den Verschleiß innerhalb einer Fügeverbindung bewerten, jedoch nicht das 
Anrissverhalten der Werkstoffe. Die Rissinitiierung an reibdauerbeanspruchten Füge-
verbindungen orientiert sich nach Kapitel 3.2.2 und 3.2.3 vornehmlich an den in der 
Verbindung vorliegenden Kenngrößen des Schlupfes und des Fugendruckes. Diese 
Kenngrößen stehen zwar auch in einem direkten Bezug zur Reibarbeit, haben jedoch 
unterschiedliche Auswirkungen auf den Verschleiß bzw. auf das Anrissverhalten. Be-
sonders der nichtlineare Zusammenhang der Reibdauerfestigkeit (indirekt proportional 
zur Anrisslänge) in Abhängigkeit des im Kontakt vorherrschenden Schlupfes (s. Bild 
4.16 und Bild 4.17) kann durch den linearen Zusammenhang zwischen Reibarbeit und 
Schlupf nicht wirkungskonform erfasst werden. Demnach ist die Reibarbeit im Zusam-
menhang mit einer Versagensortvorhersage als ungeeignet zu betrachten. 
Angelehnt an die Vorgehensweise von Oldendorf [1], der eine quantitative Schädi-
gungsgröße für reibdauerbeanspruchte Passfederverbindungen einführte, wäre eine Be-
schreibung des schlupf- und fugendruckabhängigen Anrissverhaltens mittels separater 
Schädigungsparameter sinnvoll. So könnte die tribologische Schädigung in Form der 
induzierten Oberflächenanrisse differenziert für den Fugendruck und Schlupf bewertet 
und anschließend multiplikativ verrechnet werden. Resultat dieser Betrachtung wäre 
wiederum eine Bewertung der tribologischen Oberflächenschädigung wie beim 
mFFDP, jedoch nicht basierend auf dem Verschleiß sondern basierend auf der reibdau-
erinduzierten Anrisslänge. Eine anschließende multiplikative Verrechnung mit dem 
Amplitudenanteil der 1. Hauptspannung würde aufzeigen, wo die reibdauerinduzierten 
Mikrorisse am wahrscheinlichsten wachstumsfähig werden. Dieser vielversprechende 
Ansatz setzt jedoch eine umfassende Untersuchung des Anrissverhaltens an reibdauer-
beanspruchten Fügeverbindungen voraus und konnte aufgrund des erhöhten Fokus auf 
die Festigkeitsbewertung innerhalb der vorliegenden Arbeit nicht erarbeitet werden. 
Somit ist festzustellen, dass aktuelle Bewertungsmethoden wie das modifizierte Ruiz-
Kriterium den Versagensort an einer realen Fügeverbindung nicht allgemeingültig be-
schreiben können. Die daraus resultierenden Unsicherheiten in der Spannungsermitt-
lung innerhalb des in Kapitel 5.2.4 vorgestellten erweiterten 
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Ermüdungsfestigkeitsnachweises werden in Kapitel 5.3 bewertet. Hierfür wurden um-
fangreiche Validierungsberechnungen an den Pleuelverbindungen unter Annahme der 
Versagensorte: 
 Experimenteller Versagensort φRD,  
 Angepasster mFFDP und 
 Spannungsmechanischer Versagensort (σ1a = max.) 
 
durchgeführt. Die basierend auf den Ergebnissen abzuleitende Handlungsempfehlung 
für den potentiellen Anwender bildet nachfolgend die Grundlage für zukünftige Ausle-
gungsrechnungen unter Reibdauerbeanspruchung. Sie beinhaltet darüber hinaus ein zu-
sätzliches Sicherheitskonzept, um den unsicheren Lastannahmen Rechnung zu tragen.  
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5 Rechnerischer Festigkeitsnachweis 
Basierend auf den experimentell ermittelten Reibdauerfestigkeiten in Kapitel 4.4 und 
4.5 erfolgt im vorliegenden Kapitel eine numerische Bewertung des Spannungszustan-
des am Versagensort. Durch Einbindung der vorgelagerten Reibwertuntersuchungen 
(Kapitel 4.3) und der messtechnisch erfassten Bewegungsabläufe zwischen Grundkör-
per und Gegenkörper wird zudem eine realitätsnahe Abbildung der experimentellen 
Versuche angestrebt. Der örtliche Beanspruchungszustand implementiert damit sowohl 
geometriebedingte Einflüsse auf den Spannungszustand als auch tribologisch bedingte 
Überlagerungseffekte der Reibkräfte im Kontakt. Folglich stellen die so ermittelten Be-
anspruchungen einen direkten Bezug zwischen der Belastbarkeit der Werkstoffe und der 
am Versagensort vorherrschenden Beanspruchung her. Weiterhin wird durch die örtli-
che Betrachtung die Übertragbarkeit der Ergebnisse auf andere Bauteilgeometrien bzw. 
tribologische Systeme gewährleistet. In Hinblick auf die Schaffung eines allgemeingül-
tigen Festigkeitsnachweises für reibdauerbeanspruchte Fügeverbindungen ist diese Vor-
gehensweise somit alternativlos. 
Ableitend aus der notwendigen örtlichen Betrachtungsweise der reibdauerbeanspruch-
ten Systeme liegt es nahe, den in der industriellen Anwendung anerkannten Ermüdungs-
festigkeitsnachweis der FKM-Richtlinie „Rechnerischer Festigkeitsnachweis“ [3] als 
Basis für eine Festigkeitsbewertung zu nutzen. Dieses weitverbreitete Standardwerk bie-
tet neben dem seit Jahrzehnten genutzten Nennspannungsansatz auch eine örtliche Be-
wertungsgrundlage für komplexe Bauteile. Der Berechnungsablauf des örtlichen 
Ermüdungsfestigkeitsnachweises ist dabei von der nennspannungsbasierten Bewertung 
abgeleitet worden und zeichnet sich vorrangig durch eine Vernachlässigung der geomet-
risch bedingten Spannungsüberhöhung, ausgedrückt durch die Formzahl Kt, aus (Ver-
gleich Gl. (23) zu Gl. (24)). Die Bewertungsgrundlagen des nennspannungsbasierten 
Ansatzes sowie des örtlichen Ansatzes beruhen auf einer rein spannungsmechanischen 
Betrachtung, basierend auf der vorliegenden Idealgeometrie des Bauteils bzw. der Bau-
teilverbindung (Zeichnungsangaben). Für das hier in Rede stehende reibdauerbean-
spruchte System kann durch diese Vorgehensweise der Kerbwirkungseffekt aufgrund 
der initiierten tribologischen Anrisse jedoch nicht abgebildet werden. Um diesen in der 
Simulation der Idealgeometrie nicht implementierten Effekt zu berücksichtigen, soll ein 
empirisch ermittelter Reibkorrosionsfaktor in den Berechnungsgang des örtlichen Kon-
zeptes der FKM-Richtlinie integriert werden. Vidner [4] unterbreitet diesbezüglich den 
Vorschlag, den im aktuellen Berechnungsablauf vorhandenen Rauheitsfaktor KR,σ durch 
den Reibkorrosionsfaktor KR,σ,RD zu ersetzen.  
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Bild 5.1 zeigt diesbezüglich das schematische Vorgehen bei der Reibkorrosionsfakto-
rermittlung und dessen Validierung am Realmodell / Pleuel. 
 
Bild 5.1: Schematischer Ablauf zur Ermittlung der Reibkorrosionsfaktoren und dessen Vali-
dierung am Realmodell 
Das Ersetzen des Rauheitsfaktors durch den Reibkorrosionsfaktor ist aufgrund unter-
schiedlichster Gesichtspunkte zweckmäßig und zielführend. Zum einen stellt die Quan-
tifizierung der Oberflächenrauheit gefügter Verbindungen ein generelles Problem dar, 
Grundlegende Untersuchungen des tribologischen Systems durch:
Reibwertuntersuchungen
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Validierung  des 
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weil aufgrund des Fügeprozesses und durch dynamische Belastungen die ursprüngliche 
Oberflächenrauheit der Bauteile beeinträchtigt und nachhaltig verändert wird. Folglich 
wird in den heutigen Regelwerken der Rauheitseinfluss in gefügten Verbindungen auf-
grund der nicht zu quantifizierenden Oberflächenrauheit vernachlässigt und der entspre-
chende Rauheitsfaktor bleibt im Berechnungsgang der FKM-Richtlinie ungenutzt. Ein 
weiteres Argument für eine Implementierung des Reibkorrosionsfaktors im Konstrukti-
onsfaktor KWK der FKM-Richtlinie ist der direkte Einfluss auf die zu berechnende Bau-
teilwechselfestigkeit nach Gl. (22). Die Positionierung des Reibkorrosionsfaktors 
KR,σ,RD, anstatt des ursprünglichen Oberflächenrauheitsfaktor KR,σ, im örtlichen Konzept 
der FKM-Richtlinie (Gl. (24)) entspricht dabei dem reziproken Wert einer Formzahl. In 
Anbetracht dessen, dass die tribologische Anrissinitiierung als eine Kerbe im klassi-
schen Sinne der Ermüdungsfestigkeitsbetrachtung interpretiert werden kann, erscheint 
diese Art der Implementierung nachweislich als zulässig. Eine ausführliche Beschrei-
bung der Ermittlung der Reibkorrosionsfaktoren erfolgt in Kapitel 5.2. 
5.1 Örtlicher Beanspruchungszustand – Analyse und Bewertung 
Die örtliche Beanspruchungsanalyse ist Grundvoraussetzung für eine Übertragbarkeit 
der Ergebnisse von einer Bauteilgeometrie auf eine andere. Bezogen auf die vorliegende 
Arbeit bedeutet dies, dass die Reibkorrosionsfaktoren ausnahmslos basierend auf den 
experimentellen Laborversuchen ermittelt und anschließend auf den Beanspruchungs-
fall der Realmodellversuche transferiert werden, siehe Bild 5.1. Sowohl die Ermittlung 
der Reibkorrosionsfaktoren als auch die Validierung der Faktoren am Realmodell setzen 
eine Bewertung durch das örtliche Konzept der FKM-Richtlinie voraus. Folglich sind 
zur Abbildung der realitätsnahen Beanspruchungsverhältnisse am Versagensort, welche 
als Eingangsparameter im Berechnungsgang der Richtlinie integriert werden, zwei von-
einander unabhängige FE-Modelle zu erstellen. In den nachfolgenden Kapiteln sollen 
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 (24) 
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vorgestellt werden. Im Zuge dessen wird der Fokus besonders auf die realitätsnahe Im-
plementierung der Bewegungsabläufe am Labormodell gelegt und die sich daraus erge-
benden Randbedingungen erläutert.  
5.1.1 Labormodell – FE-Modell  
Die Simulationsmethodik des Labormodells basiert auf einem zweidimensionalen FE-
Modell unter der Annahme eines ebenen Verzerrungszustandes. Konform zur FKM-
Richtlinie wird darüber hinaus ein linear-elastisches Materialverhalten angesetzt und 
aufgrund der symmetrischen Last- und Geometrieanordnung die Simulation nur für ei-
nen der zwei reibdauerbeanspruchten Kontakte des Laborversuches durchgeführt. Hier-
für wurde, angelehnt an die vorliegende Symmetrieachse innerhalb des 
Versuchsaufbaues, eine Symmetrierandbedingung in dem FE-Modell vorgesehen. Die 
geometrischen Abmessungen der Probe sowie das als Gegenkörper fungierende Reib-
klötzchen wurden analog den Zeichnungsangaben in Bild 4.9 modelliert. Zur realitäts-
nahen Abbildung der prüfstandseitigen Einspannung der Reibklötzchen erfolgte eine 
zusätzliche Modellierung der Klötzchenauflage sowie der Klötzchenhalterung. Insge-
samt führt der daraus resultierende Aufbau der Simulation zu einer Definition von drei 
Kontakten, siehe Bild 5.2.  
 
Bild 5.2: links: experimenteller Aufbau des Labormodells; rechts: FE-Modell des Labormo-
dells, K1 – K3 ≙ Kontakte 
Die für die numerische Behandlung dieser Kontakte notwendigen Kontakteinstellungen 
wurden sowohl in Tangential- (Reibung) als auch in Normalrichtung (Fugendruck) 
durch das sog. Penalty-Verfahren definiert. Die darin enthaltenen wesentlichen Simula-
tionsparameter des elastischen Schlupfes und der Kontaktsteifigkeit wurden unter Be-
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Konvergenz des FE-Modells gewählt und kamen an allen Kontakten (K1-K3) zum Ein-
satz. Der elastische zulässige Schlupf wurde hierbei mit 0,5 % der Elementkantenlänge 
(≈ 0,1 µm) und die Kontaktsteifigkeit mit 107 N/mm² definiert. 
Neben dem geometrischen Aufbau und den beschriebenen Kontakteinstellungen wurden 
zur realitätsnahen Simulation des Labormodells weitere Randbedingungen in das 
FE-Modell integriert. Diese leiten sich vorrangig aus der experimentellen Durchführung 
ab und betreffen sowohl Kraftrandbedingungen als auch Wegrandbedingungen. Die 
Wegrandbedingungen werden nachfolgend mit dem Verschiebungsparameter u gekenn-
zeichnet und die Kraftrandbedingungen mit dem Parameter F. Bild 5.3 zeigt diesbezüg-
lich die Gesamtheit der integrierten Randbedingungen, welche basierend auf den 
messtechnisch erfassten Beanspruchungsgrößen ermittelt wurden. 
Die während des Laborversuches detektierten Beanspruchungsgrößen auf das tribologi-
sche System umfassen die folgenden Kenngrößen: 
 das Anzugsdrehmoment der Schraubverbindung (MS) der Klötzchenhalterung, 
 die tribologische Beanspruchung (p; sa), 
 die spannungsmechanische Beanspruchung (FZ,a; R), 
 und die Echtzeitsignale der Bewegung von Flachprobe und Reibklötzchen (uFP; 
uRK) 
 
Die primär für eine Ermüdungsfestigkeitsbetrachtung notwendige spannungs-mechani-
sche Beanspruchung wurde über die Kraftrandbedingung FFP(t) in die Simulation inte-
griert und orientiert sich an den nominell im Versuch detektierten Reibdauerfestigkeiten, 
siehe Kapitel 4.4. Der zeitliche Verlauf der Kraftrandbedingung FFP(t) entspricht einer 
Sinusschwingung und nutzt sowohl die Kraftamplitude als auch die mittlere Zugkraft, 
um die durch den Resonanzpulsator eingetragenen Zugbeanspruchungen σZ(t) auf die 
Flachprobe abzubilden. Der im Versuch vorliegende nominelle Fugendruck des Kon-
taktes (K3) wurde durch eine statische normal zur Kontaktoberfläche wirkende Kraft FN 
integriert und bezieht sich auf die Kontaktoberfläche AK. Der Reibwert im Kontakt K3 
wurde basierend auf den experimentell ermittelten Reibwerten (Kapitel 4.3) gewählt. 
Der in den Kontakten (K1-K2) verwendete Reibwert beträgt während der gesamten Si-
mulation µ = 0 (reibungsfrei) und ermöglicht somit eine konstante Lastaufbringung der 
Normalkraft FN ohne Reibungsverluste im Kontakt (K1-K2). Im realen Laborversuch 
wird dies weitestgehend durch die Lagerung des Querhauptes und der mechanischen 
Vorspanneinrichtung gewährleistet, siehe Bild 4.10. Eine weitere Kraftrandbedingung 
stellt die ebenfalls statisch wirkende Schraubenvorspannkraft FS dar. Diese wurde aus 
dem im Versuch anliegenden Anzugsdrehmoment von MS = 16 Nm ermittelt und ergibt 
sich unter der Annahme des Reibwertes für das Gewinde und die Kopfauflage von 
µ = 0,16 zu FS ≈ 19 kN.  
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Bild 5.3: Realitätsnahe numerische Nachbildung des Laborversuches unter Einbindung der 









• Ermüdungsbeanspruchung (Fa; R)
• Nomineller Fugendruck (p)
• Echtzeitsignale der Bewegung von 











𝐹𝐹𝑃 𝑡 = 𝐹𝑎 𝑡 + 𝐹𝑚 𝑅 𝐹𝑎
𝐹𝑁 =   𝐴𝐾
𝐹 𝐹𝑆 = 𝑓 µ𝐺, µ𝑘,𝑀𝑆 
Verschiebungsrandbedingungen:
𝑢 𝐾,𝑆 𝑡 = 𝑢 𝐾 𝑡


























































Flachprobe Reibklötzchen SchlupfuFP uRK s

















sR = 10 µm ≙ sa = 5 µm
sR = 20 µm ≙ sa = 10 µm
µP3;5µm   = 0,81
µP3;10µm = 0,85
µP3;15µm = 0,89
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Die wichtigste Randbedingung zur realitätsnahen Nachbildung der Bewegungsabläufe 
innerhalb der Simulation bilden die messtechnisch erfassten Echtzeitsignale der Bewe-
gung der Flachprobe und des Reibklötzchen. Aufgrund der im realen Versuch eng im 
Zusammenhang stehenden spannungsmechanischen Beanspruchung mit den im Ver-
such vorliegenden Bewegungsabläufen mussten die Echtzeitsignale an den bereits in der 
Simulation integrierten Verlauf der Kraftrandbedingung FP(t) angepasst werden. Hier-
für wurden die im Versuch detektierten Verschiebungen der Flachprobe uFP(t) und des 
Reibklötzchens uRK(t) über zwei Lastwechsel ausgewertet und bezogen auf die Inkre-
mentanzahl von 20 Inkrementen pro Lastwechsel bzw. Lastschritt tabellarisiert. Auf-
grund des in der Simulation angewendeten linearelastischen Materialverhaltens musste 
darüber hinaus die in Folge der Kraftrandbedingung FFP(t) resultierende Längung des 
simulierten Flachprobenausschnittes (lo) aus der messtechnisch erfassten Verschiebung 
uFP(t) herausgerechnet werden. Andernfalls würde für den Abschnitt lo eine doppelte 
elastische Dehnung berücksichtigt werden. Bei der Verschiebewegrandbedingung des 
Reibklötzchen uRK,s war aufgrund der sehr starren Einspannung durch die Klötzchenauf-
lage und der Klötzchenhalterung ein Herausrechnen von elastischen Dehnungen bzw. 
Längungen nicht notwendig. Jedoch musste durch die simulationsbedingt notwendige 
Wahl des Ortes für die Verschieberandbedingung der Reibklötzchen uRK,s und der daraus 
resultierenden Differenz zum Messpunkt von uRK ein Phasenversatz ausgeglichen wer-
den. Der hierfür notwendige zeitliche Offset Δt ist exemplarisch in Bild 5.4 dargestellt 
und wurde in der Verschiebrandbedingung uFP,s(t) berücksichtigt. 
 
Bild 5.4: Basierend auf einer sinusförmigen Schwingung simulierter Phasenversatz der Ver-





























Ort der Verschieberandbedingung Messpunkt Laser
Δt
90 Rechnerischer Festigkeitsnachweis  
Die so aufbereiteten Wegrandbedingungen uFP,s und uRK,s wurden anschließend in ihrer 
tabellarischen Form in das FE-Modell integriert. Bild 5.5 a) zeigt diesbezüglich den 
realen im Versuch messtechnisch erfassten Bewegungsablauf und den daraus resultie-
renden Schlupf über zwei Lastwechsel. Vergleichend dazu ist in Bild 5.5 b) der simu-
lierte Bewegungsablauf dargestellt. Deutlich zu erkennen ist, dass durch die Einbindung 
der angepassten Echtzeitsignale innerhalb der Simulation der reale Bewegungsablauf im 
Versuch in guter Näherung abgebildet werden konnte. 
 
Bild 5.5: a) Messtechnisch aufgezeichneter Bewegungsablauf der Flachprobe und des Reib-
klötzchens; b) simulierter Bewegungsablauf der Flachprobe und des Reibklötzchens 
unter Einbeziehung der in Bild 5.3 dargestellten Randbedingungen 
Im weiteren Vorgehen wurden die numerischen Ergebnisse hinsichtlich der örtlichen 
Beanspruchungen in Form des Hauptspannungszustandes ausgewertet. Hierzu erfolgte, 
basierend auf dem in Kapitel 4.4 diskutierten Streubereich des Versagensortes, eine 
Festlegung des Auswerteortes mit x = 3 mm für alle untersuchten Verbindungen, siehe 
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b) 
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Bild 5.6: links: Definition des Lageparameters x zur Bestimmung des Auswerteortes; rechts: 
Hauptspannungszustand am Auswerteort 
In [68] wurden diesbezüglich Untersuchungen zum Versagensverhalten unter Verwen-
dung des modifizierten Ruiz-Kriteriums [85] durchgeführt. Auch in dieser Arbeit zeigte 
sich, dass für die tribologische Beanspruchung p = 40 MPa; sa = 10 µm und bei identi-
schem Versuchsaufbau zu der hier vorgestellten Prüfgeometrie der potentielle Anrissort 
mit x ≈ 3 mm quantifiziert werden konnte.  
Die im Folgenden vorgestellte Auswertemethodik leitet, basierend auf dem örtlichen 
Hauptspannungszustand am Auswertungsort, die notwendigen Eingangsparameter für 
den Festigkeitsnachweis ab. Bild 5.6 zeigt diesbezüglich den an der Verbindung 
34CrNiMo6+QT vs. C45+N (R = 0,03) ermittelten örtlichen Beanspruchungszustand 
(x = 3 mm) über zwei Lastzyklen. Der dort vorliegende Spannungszustand entspricht 
weitestgehend einer synchronen mehrachsigen Beanspruchung und kann somit konform 
des Gültigkeitsbereiches durch die FKM-Richtlinie spannungsmechanisch bewertet 
werden. Die für den Festigkeitsnachweis erforderlichen Beanspruchungsgrößen sind die 
Spannungsamplitude und die vorliegende Mittelspannung. Diese werden separat für 
jede Hauptspannungskomponente ermittelt. Im Detail wird hierfür die Ober- als auch 
die Unterspannung des zweiten Lastzyklus ausgelesen und unter Anwendung der be-
kannten Zusammenhänge Gl. (25) und Gl. (26) verrechnet. Darüber hinaus wird durch 
Einbeziehung des Nachbarknotens in orthogonaler Richtung vom Kontaktrand und der 
dort vorliegenden Spannungsamplitude der Spannungsgradient der Komponenten ermit-
telt. Dieser ist jedoch aufgrund des nahezu homogenen Spannungsverlaufs über den Pro-
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Um die Übersichtlichkeit zu wahren wird innerhalb des Kapitels auf eine umfangreiche 
Ergebnisdarstellung verzichtet. Stattdessen erfolgt eine Tabellarisierung der örtlichen 
Beanspruchungszustände im Anhang G. 
5.1.2 Realmodell – FE-Modell  
Im Gegensatz zum Labormodell wurde die Pleuelverbindung als 3D-Simulation aufge-
baut. Die Geometrie des Pleuels sowie des eingepressten Lagerringes wurden ableitend 
aus den experimentell verwendeten Probekörpern (Bild 4.26) modelliert. Darüber hin-
aus wurde der im Versuch zur formschlüssigen Übertragung der Prüfstandslasten not-
wendige Bolzen aus Gesamtsteifigkeitssicht des FE-Modells mit abgebildet. Zur 
Reduzierung des Berechnungsaufwandes wurde nur die gefügte Seite des Pleuels be-
trachtet. Folglich wurde die Prüfkraft direkt am Pleuelschaft eingeleitet und der Bolzen 
fest eingespannt, siehe Bild 5.7.  
 
Bild 5.7: FE-Modell des Pleuels mit eingepresstem Lagerring 
Darüber hinaus konnte, angelehnt an die Vorgehensweise am Labormodell durch Aus-
nutzung der Symmetrieebene der Berechnungsaufwand noch weiter reduziert werden. 
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Da sich die Relativbewegungen zwischen Lagerring und Pleuel als Resultat des Steifig-
keitsunterschiedes und der dynamischen Zugkraft darstellen, mussten die Schlupfbewe-
gungen nicht separat durch Verschieberandbedingung im Modell integriert werden. 
Somit reduzieren sich die im Modell notwendigen Randbedingungen auf das für die 
Pressung notwendige Übermaß U nach Tabelle 4.13 und die dynamische Beanspru-
chung in Form der experimentell ermittelten Reibdauerfestigkeiten nach Tabelle 4.14. 
Implementiert wird die dynamische Beanspruchung in der Simulation durch die Kraft 
FPl(t), die einem sinusförmigen Verlauf folgt. Analog zum Labormodell wurden für die 
Werkstoffkennwerte die separat im Kapitel 4.2 ermittelten E-Moduli der Werkstoffe 
verwendet. Für den Bolzen wurde ein E-Modul von 210.000 MPa gewählt. Die Kon-
takteinstellungen der Flächenkontakte K1 (Pleuel-Lagerring) und K2 (Lagerring-Bol-
zen) wurden analog zum Labormodell über das Penalty-Verfahren umgesetzt. Der 
Reibwert der Kontakte wurde, basierend auf den experimentellen Kennwerten aus Ta-
belle 4.6, für jede Werkstoffkombination separat gewählt und global über den gesamten 
Kontakt definiert.  
Im Anschluss an die Simulation erfolgte eine Ermittlung des Hauptspannungszustandes 
am Ort des Versagens. Der Versagensort, quantifiziert durch den Winkelparameter φRD, 
ist der Ergebnisdarstellung in Kapitel 4.5 zu entnehmen. Da im Versuch das Versagen 
nicht am Kontaktrand des Kontaktes K1 eintrat, wurde der Auswerteort zusätzlich um 2 
mm axial nach innen verlegt, siehe Bild 5.8.  
 
Bild 5.8: links: Definition des Auswerteortes am Realmodell in Abhängigkeit des Winkelpara-
meters φRD; rechts: Hauptspannungszustand am Auswerteort 
Der dort vorliegende Beanspruchungszustand wird exemplarisch anhand der Paarung 
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bei der Pleuelverbindung eine weitestgehend synchrone Beanspruchung vorliegt. Zu-
dem bildet sich im Gegensatz zum Labormodell eine deutlich dominierende erste 
Hauptspannung aus, sodass nur eine geringe Mehrachsigkeit am Realmodell detektiert 
werden konnte. Die für den Festigkeitsnachweis notwendigen Beanspruchungsparame-
ter in Form der Hauptspannungsamplitude, der Mittelspannung sowie des Spannungs-
gefälles wurden analog dem Vorgehen am Labormodell über die formellen 
Zusammenhänge nach Gl. (25) und Gl. (26) ermittelt, wobei wiederum der zweite Last-
zyklus bewertet wurde. Aus Übersichtlichkeitsgründen wird, wie schon am Labormo-
dell, auf eine umfangreiche Ergebnisdarstellung verzichtet und die aus der Simulation 
ermittelten Beanspruchungszustände im Anhang H tabellarisiert.  
5.2 Ermittlung der Reibkorrosionsfaktoren 
Die Ermittlung der Reibkorrosionsfaktoren, basierend auf den örtlichen Beanspru-
chungsanalysen des  Labormodells (Kapitel 5.1.1) stellt, wie einleitend im Kapitel 5 
beschrieben, eine quantifizierbare Größe der tribologischen Schädigung dar. Im Detail 
wird durch die Implementierung des Reibkorrosionsfaktors in Gl. (24) die in der Simu-
lation verfahrensbedingt vernachlässigte Oberflächenschädigung des Bauteils im Be-
rechnungsgang der FKM-R als empirisch ermittelter Kerbfaktor berücksichtigt. Dabei 
erhält der Reibkorrosionsfaktor durch die örtliche Betrachtungsweise zudem ein von der 
äußeren Gestalt der Bauteilverbindung unabhängigen Charakter. Er repräsentiert somit 
die ideale Möglichkeit, die am Labormodell experimentell ermittelten Einflussparame-
ter auf eine beliebige anwendungsspezifische Bauteilverbindung zu übertragen. Nach-
folgend sollen die zur Ermittlung der Reibkorrosionsfaktoren notwendigen 
Berechnungsschritte aufgezeigt, die Faktoren systematisiert und in einen allgemeingül-
tigen formellen Kontext überführt  werden. Unter dem Gesichtspunkt der Anwender-
freundlichkeit des Berechnungsverfahrens wurde darüber hinaus darauf geachtet, dass 
die formelle Beschreibung des Reibkorrosionsfaktors auf standardisierte Werkstoff-
kennwerte zurückgreift. Die hier in Rede stehenden Werkstoffkennwerte, wie beispiels-
weise die Zugfestigkeit, sind schon heute Bestandteil in der FKM-Richtlinie und bieten 
damit eine ideale Basis für eine dementsprechende Abhängigkeitsdarstellung der Reib-
korrosionsfaktoren.  
Die in der vorliegenden Arbeit durchgeführte Ermittlung der Reibkorrosionsfaktoren 
stellt im Prinzip eine iterative Rückrechnung, ausgehend vom rechnerischen Versagen 
der Bauteilverbindung, dar. Im Detail bedeutet dies, dass der basierend auf den experi-
mentellen Untersuchungen (Kapitel 4.4) ermittelte örtliche Beanspruchungszustand 
(Kapitel 5.1.1) mit dem Versagen des Bauteils bzw. der Bauteilverbindung gleich ge-
setzt wird. 
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Im Berechnungsgang der FKM-Richtlinie wird dies durch die Definition des Gesamt-
auslastungsgrades von aBK,σv = 1 bzw. durch die 100%ige Auslastung der Bauteilfestig-
keit ausgedrückt, siehe Bild 5.9.  
 
Bild 5.9: Schematische Vorgehensweise bei der Ermittlung der Reibkorrosionsfaktoren unter 
Verwendung der experimentellen und numerischen Untersuchungen am Labormo-
dell 
Damit stellt der Auslastungsgrad aBK,σv nicht, wie in der herkömmlichen Anwendung der 
FKM-Richtlinie, das Endergebnis dar, sondern wird als feste Randbedingung definiert. 
Im Umkehrschluss wird im Sinne der Lösbarkeit des als Gleichungssystem aufzufassen-
den Berechnungsganges der FKM-Richtlinie der in Abhängigkeit der Anwendung und 
der Oberflächenrauheit fest definierte Rauheitsfaktor als Parameter angesehen. An-
schließend wird durch eine iterative Berechnungsmethodik der ursprüngliche Rauheits-
faktor KR,σ im Berechnungsgang solange variiert, bis die Randbedingung des 
Örtliche Beanspruchung am 
Versagensort
Spannungskennwerte:
Versagen des Labormodells/Flachprobe 
unter Reibdauerbeanspruchung
Nachweis: 
Experimentelle Untersuchungen Numerische Untersuchungen
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Auslastungsgrades von aBK,σv = 1 erfüllt ist. Der sich aus dieser Rückrechnung erge-
bende Wert des ursprünglichen Rauheitsfaktors KR,σ wird dann als Reibkorrosionsfaktor 
KR,σ,RD definiert. Der so quantifizierte Reibkorrosionseinfluss steht damit im direkten 
Zusammenhang mit der für die Rückrechnung angesetzten örtlichen Beanspruchung am 
Versagensort. Diese Beanspruchung repräsentiert wiederum eine der geprüften Werk-
stoffkombinationen bzw. tribologischen Beanspruchungen aus dem Kapitel 4.4. 
Der in Bild 5.9 visualisierte Ablauf der Reibkorrosionsfaktorermittlung soll aufgrund 
der darüber hinaus festgelegten Randbedingungen und Annahmen noch weiter konkre-
tisiert werden. Abstrahiert auf den Berechnungsablauf der FKM-Richtlinie ergeben sich 
die notwenigen Berechnungsschritte zur Reibkorrosionsfaktorermittlung nach Bild 
5.10. Die in den Berechnungsschritten genutzten Annahmen und Randbedingungen sind 
in Tabelle 5.1 tabellarisiert worden. Ein zusätzlicher Bezug zu den Kapiteln der vorlie-
genden Arbeit soll die Verknüpfungen der einzelnen Arbeitsinhalte aufzeigen und zum 
besseren Verständnis des Lesers beitragen.  
 
Bild 5.10: Detaillierter Berechnungsablauf zur Ermittlung der Reibkorrosionsfaktoren KR,σ,RD, 
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Tabelle 5.1: Definition der Randbedingungen und Annahmen zur Ermittlung der Reibkorro-
sionsfaktoren nach Bild 5.10 
 Randbedingung/ Annahme Kapitel Beschreibung / Hinweise 
① σ1; σ2; σ3 5.1.1 
 Die Spannungskennwerte ergeben sich für jede 
Hauptspannungskomponente aus den örtlichen Bean-
spruchungsverläufen am Versagensort 
② aBK,σv = 1 4.4 
 Auslastungsgrad der Bauteilverbindung von 100 %, 
basierend auf der experimentell ermittelten Reib-
dauerfestigkeit an der Flachprobe (PÜ = 50 %) 
③ jD = 1 - 
 Gesamtsicherheitsfaktor für die Berechnung der 
Reibkorrosionsfaktoren 
④ 
Mσ,RD = 0 
bzw. 
KAK = 1 
5.2.1 
 Mittelspannungsempfindlichkeit, basierend auf der 




KV;KS;KNL,E = 1 
 
K̃f = 1 
- 
 Vernachlässigung:  
o des Randschichtfaktors KV, 
o des Schutzschichtfaktors KS, 
o des Faktor für GJL KNL,E, 
aufgrund der Prüfung nicht randschichtverfestigter 
Stahlwerkstoffe 
 Vernachlässigung des Faktors K̃f, analog zur Vorge-
hensweise der FKM-Richtlinie für Bauteilverbindun-
gen 
⑥ σW,zd 4.2 
 Experimentell ermittelte Zugdruckwechselfestigkeit 
des Grundwerkstoffes (PÜ = 50 %) 
⑦ KR,σ,RD - 
 Definition eines Reibkorrosionsfaktors KR,σ,RD an-
statt des ursprünglichen in der FKM-Richtlinie inte-
grierten Rauheitsfaktor KR,σ. 
 Äquivalente Anwendung des Reibkorrosionsfaktors 
für alle Hauptspannungskomponenten 
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5.2.1 Bewertung des Mittelspannungseinflusses auf die Reibdauerfestigkeit  
Die Mittelspannungsbewertung nimmt bei der Reibkorrosionsfaktorermittlung eine 
Sonderstellung ein. Verdeutlicht wird dies in Bild 5.10 durch den Berechnungsschritt 
④, der einen direkten Bezug zur Bauteilwechselfestigkeit ⑤ und folglich auf die Reib-
korrosionsfaktorberechnung ⑦ ausübt. Die Festigkeitsreduzierung aufgrund von Mit-
telspannungen wird in der FKM-Richtlinie in Abhängigkeit des vorliegenden 
Spannungsverhältnisses R und der Mittelspannungsempfindlichkeit Mσ nach 
Gl. (27) - (31) berücksichtigt. Bild 5.11 zeigt die sich daraus ergebene Mittelspannungs-
bewertung der aktuellen FKM-Richtlinie [3] in Form des Haigh-Diagramms. 
 
Bild 5.11: Dauerfestigkeitsschaubild für Normalspannungen (Haigh-Diagramm) nach der 




 1 − 𝑀𝜎 
 Bereich I:     für R > 1 (27) 
𝐾𝐴𝐾 = 
1
1 + 𝑀𝜎 ∙ 𝜎𝑚 𝜎𝑎⁄
 Bereich II:   für - ∞≤ R ≤ 0 (28) 
𝐾𝐴𝐾 = 
3 + 𝑀𝜎
 1 + 𝑀𝜎 ∙  3 + 𝑀𝜎 ∙ 𝜎𝑚 𝜎𝑎⁄  
 Bereich III:  für 0< R < 0,5 (29) 
𝐾𝐴𝐾 = 
3 + 𝑀𝜎
3 ∙  1 + 𝑀𝜎 
2
 Bereich IV:  für R ≥ 0,5 (30) 





















R = – 1
R = − ∞
Ⅱ
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Basierend auf den in Kapitel 4.2 an kerbfreien Rundproben ermittelten Mittelspan-
nungsempfindlichkeiten würde demnach für die hier betrachteten Werkstoffe ein nicht 
zu vernachlässigender Einfluss auf die ertragbare Bauteilfestigkeit und damit auf den 
Reibkorrosionsfaktor vorliegen. Dem gegenüber steht jedoch der in Kapitel 3.2.4 the-
matisierte Mittelspannungseinfluss unter Reibdauerbeanspruchung aus der Literatur-
recherche und die in der vorliegenden Arbeit gewonnenen Erkenntnisse aus 
Kapitel 4.4.3. Daraus wird ersichtlich, dass eine direkte Übertragbarkeit der Mittelspan-
nungsbewertung von freien Oberflächen auf eine reibkorrosiv geschädigte Bauteilver-
bindung nicht zulässig ist. Die im Rahmen der vorliegenden Arbeit gewonnenen 
experimentellen Ergebnisse sollen im Folgenden diskutiert und in eine wirkungskon-
forme Mittelspannungsbewertung für reibdauerbeanspruchte Bauteile, korrespondie-
rend zu der Einführung der Reibkorrosionsfaktoren in den Berechnungsgang der FKM-
Richtlinie, überführt werden.  
Hierfür wurden die im Kapitel 4.4.3 erfassten nominellen Reibdauerfestigkeiten unter 
Mittelspannungseinfluss, wie im Kapitel 5.2 beschrieben, der Reibkorrosionsfaktorer-
mittlung zugeführt. Die hier in Rede stehenden Ergebnisse der Werkstoffpaarungen 
C45 +N vs. C45 +N und der 34CrNiMo6 +QT vs. C45 +N erfassen somit den Einfluss 
der statisch wirkenden äußeren Beanspruchung auf die Reibdauerfestigkeit bei äquiva-
lenter tribologischer Beanspruchung des betrachteten Systems. Aufgrund der äquivalent 
vorliegenden Beanspruchung durch den Fugendruck und den Schlupf wird ableitend aus 
der Literaturdarstellung (s. Kapitel 3.2.2 und 3.2.3) eine äquivalente Oberflächenschä-
digung bzw. ein äquivalentes Anrissverhalten angenommen. Diese Annahme impliziert, 
dass der Zusammenhang nach Gl. (32) gilt und für beide untersuchten Spannungsver-
hältnisse eine äquivalente tribologische Kerbwirkung vorliegt. Darüber hinaus wird ana-
log der Mittelspannungsbewertung für freie Oberflächen in der FKM-Richtlinie im 
Bereich II (s. Bild 5.11) eine konstante Mittelspannungsempfindlichkeit vorausgesetzt, 
siehe Gl. (33).  
 
Durch die nach Gl. (32) und (33) vorgenommenen Einschränkungen ist lediglich eine 
Mittelspannungsempfindlichkeit und ein Reibkorrosionsfaktor für die untersuchten 
Spannungsverhältnisse R = 0,03 und R = -1 zu quantifizieren. Der daraus abzuleitende 
Zusammenhang stellt dementsprechend ein bestimmtes Gleichungssystem dar und führt 
zu einer eindeutigen Lösung der Problematik. Tabelle 5.2 fasst die so ermittelten Mit-
𝐾 ,𝜎,    =0,03 = 𝐾 ,𝜎,    =−1 (32) 
𝑀𝜎,    =0,03 = 𝑀𝜎,    =−1 (33) 
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telspannungsempfindlichkeiten und Reibkorrosionsfaktoren für die betrachteten Werk-
stoffkombinationen zusammen. Die Ergebnisse zeigen, dass sowohl die Paarung 
34CrNiMo6 +QT vs. C45 +N als auch die Paarung C45 +N vs. C45 +N keinen signifi-
kanten Einfluss der Mittelspannung erkennen lassen. Wird dieser Zusammenhang auf 
die Mittelspannungsbewertung der FKM-Richtlinie nach Gl. (27) - (31) übertragen, 
ergibt sich eine Mittelspannungsbewertung für reibdauerbeanspruchte Bauteile nach 
Bild 5.12. Diese, basierend auf den örtlichen Beanspruchungsverhältnissen am Versa-
gensort abgeleiteten Zusammenhänge, decken sich mit den experimentellen Ergebnis-
sen aus dem Kapitel 4.4.3 und den Betrachtungen von Kreitner [6].  
Tabelle 5.2: Basierend auf den experimentellen Ergebnissen (s. Kapitel 4.4.3) berechnete 
Mittelspannungsempfindlichkeiten und Reibkorrosionsfaktoren für reibdauerbe-
anspruchte Kontakte 




34CrNiMo6 +QT C45 +N 0,00 0,180 
C45 +N C45 +N 0,01 0,385 
 
 
Bild 5.12: Qualitative Darstellung der Mittelspannungsbewertung für reibdauerbeanspruchte 
Bauteilverbindungen; ⓐ Druckmittelspannungsbereich; ⓑ Zugmittelspannungs-
bereich 
Die Mittelspannungsbewertung reibdauerbeanspruchter Bauteile im Bereich der Druck-
mittelspannungen bleibt aufgrund nicht vorhandener experimenteller Untersuchungen 
offen. Tendenziell sind in diesem Bereich die Verläufe ① und ② in Bild 5.12 begründ-
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von Druckeigenspannungen in der Oberfläche randschichtverfestigter Werkstoffe auf 
die zu erzielende Reibdauerfestigkeit. Verlauf ② hingegen setzt die im Zugmittelspan-
nungsbereich vorhandene Mittelspannungsunempfindlichkeit reibdauerbeanspruchter 
Bauteile im Bereich der Durckmittelspannungen fort und folgt damit dem ursprüngli-
chen Konzept der konstanten Mittelspannungsempfindlichkeit im Bereich II der FKM-
Richtlinie. Aufgrund der bis dato vorherrschenden Unsicherheiten und im Sinne einer 
konservativen Auslegung wird der Verlauf ② vorläufig als Bewertungsgrundlage be-
vorzugt. Die Mittelspannungsempfindlichkeit reibdauerbeanspruchter Fügeverbindun-
gen wird somit ableitend aus den Ergebnissen in Tabelle 5.2 für den Bereich ⓐ und ⓑ 
mit Mσ,RD = 0 unabhängig vom Grundwerkstoff festgelegt. In Anlehnung an die Gl. 
(27) - (31) ergibt sich damit ein Mittelspannungsfaktor von KAK = 1. 
5.2.2 Einfluss des Grundwerkstoffes auf die Reibkorrosionsfaktoren 
Der Einfluss des Grundwerkstoffes auf die tribologische Kerbwirkung kann, ableitend 
aus den experimentellen Ergebnissen in Kapitel 3.2.5, als primärer Einflussparameter 
bei der Bewertung reibdauerbeanspruchter Bauteile aufgefasst werden. Die daraus her-
vorgehende Signifikanz für die Berechnung reibdauerbeanspruchter Fügeverbindungen 
muss daher zwingend durch eine anwendungsnahe rechnerische Ermittlung der Reib-
korrosionsfaktoren in Abhängigkeit des Grundwerkstoffes aufgefangen werden. Die be-
reits angesprochenen experimentellen Ergebnisse der Grundwerkstoffvariation bilden 
hierfür die Basis und wurden in Form der örtlichen Beanspruchung am Versagensort der 
im Kapitel 5.2 vorgestellten Quantifizierung der Reibkorrosionsfaktoren zugeführt. Die 
daraus hervorgehenden Reibkorrosionsfaktoren werden nachfolgend auf die Zugfestig-
keiten der Grundwerkstoffe bezogen. Eine diesbezügliche Zusammenfassung der Er-
gebnisse ist in Tabelle 5.3 dargestellt. 
Tabelle 5.3: Reibkorrosionsfaktoren in Abhängigkeit der Zugfestigkeit des Grundwerkstoffes  





34CrNiMo6+QT C45+N 1172 0,180 
42CrMo4+QT C45+N 967 0,190 
C45+QT C45+N 732 0,257 
C45+N C45+N 586 0,385 
C22+N C45+N 435 0,430 
Die sich aus der Zugfestigkeit der Grundwerkstoffe und der ermittelten Reibkorrosions-
faktoren ergebenden Stützstellen sind in Bild 5.13 visualisiert. Durch eine bewusste 
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Auswahl der Grundwerkstoffe konnte so eine zielgerichtete Abdeckung des technischen 
Anwendungsgebietes der Stahlwerkstoffe im Bereich von Rm ≈ 400 – 1200 MPa er-
reicht werden. Deutlich zu erkennen ist, dass die Reibkorrosionsfaktoren mit zunehmen-
der Zugfestigkeit des Grundwerkstoffes kleiner werden. Dieses Verhalten entspricht in 
Anbetracht der formellen Berücksichtigung als reziproker Wert der Formzahl im Kon-
struktionsfaktor der FKM-Richtlinie (vergl. Gl. (24)) den Erwartungen. Die tribologi-
sche Kerbwirkung steigt demnach mit zunehmender Werkstofffestigkeit des 
Grundwerkstoffes. 
 
Bild 5.13: Reibkorrosionsfaktoren in Abhängigkeit der Zugfestigkeit des Grundwerkstoffes; 
- ∙ - ∙ - Ausgleichskurve 
Die in Bild 5.13 enthaltenen Reibkorrosionsfaktoren können in guter Näherung durch 
eine Exponentialfunktion angenähert werden. Dies ermöglicht innerhalb der Stützstellen 
zu interpolieren bzw. über die Stützstellen hinaus zu extrapolieren. Folglich werden 
nicht experimentell erfasste Bereiche für eine perspektivische Auslegung berechenbar 
und fördern damit die Anwendbarkeit des Berechnungskonzeptes. Aufgrund der Ver-
nachlässigung von randschichtverfestigten Stahlwerkstoffen in den hier durchgeführten 
Betrachtungen ist der nach Gl. (34) dargestellte Zusammenhang nur für normalisierte 
und vergütete Stahlwerkstoffe gültig. Wegen der bei randschichtverfestigenden Verfah-
ren in die Oberfläche eingebrachten Druckeigenspannungen und deren bekannte posi-
tive Eigenschaften auf die Reibdauerhaltbarkeit der Werkstoffe (vergl. [6]) ist aktuell 
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Wird der nach Gl. (34) angenäherte Verlauf der Reibkorrosionsfaktoren in das Rauheits-
faktor-Diagramm der aktuellen FKM-Richtlinie [3] überführt, stellt sich der Zusammen-
hang gemäß Bild 5.14 dar. 
 
Bild 5.14: Erweiterung des Rauheitsfaktor-Diagrammes der FKM-R nach [3]; ① Einfluss der 
Oberflächenrauheit auf die Ermüdungsfestigkeit des Bauteils; ② Einfluss der Reib-
dauerbeanspruchung auf die Ermüdungsfestigkeit des Bauteils 
Dies erscheint dahingehend zulässig, da sowohl der Rauheitsfaktor als auch der Reib-
korrosionsfaktor ausgehend von der Oberflächenbeschaffenheit bzw. deren Schädigung 
eine Kerbwirkung beschreiben. Da in den niedrigen bzw. hohen Zugfestigkeitsbereichen 
keine expliziten Reibkorrosionsfaktoren herausgefahren wurden, sind dort die nach 
Gl. (34) extrapolierten Reibkorrosionsfaktoren in Bild 5.14 gestrichelt dargestellt. 
Bei näherer Betrachtung sind die Verläufe des Rauheitsfaktors KR,σ und des Reibkorro-
sionsfaktors KR,σ,RD jedoch nur bedingt vergleichbar. Dies begründet sich vorrangig 
𝐾 ,𝜎,  = 0,719𝑒
−0,00121∙ 𝑚 (34) 
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durch die unterschiedlichen Oberflächentopografien, die den beiden Oberflächenein-
flussfaktoren zugrunde liegen. Während der Einfluss des Reibkorrosionsfaktors im Zu-
sammenhang mit einem rissähnlichen Oberflächendefekt zu sehen ist, ist der 
Rauheitseinfluss an der freien Oberfläche ursächlich durch die regelmäßig gekerbte 
Werkstoffoberfläche begründet. Die Oberflächenrauheit freier Oberflächen wird dabei 
maßgebend durch das eingesetzte Fertigungsverfahren und durch die vorliegenden Pro-
zessparameter bei der Fertigung bestimmt. Bild 5.15 zeigt schematisch die Oberflächen-
topografie einer freien und einer reibdauerbeanspruchten Oberfläche. 
 
Bild 5.15: Schematische Darstellung der Oberflächentopografie bei drehend gefertigter 
Oberfläche nach [86] und einer reibdauerbeanspruchten Oberfläche unter tribolo-
gischer Anrissbildung im Kontakt 
Der Vergleich der Oberflächentopografien offenbart, dass die freie Oberfläche einer fer-
tigungsbedingt hervorgerufenen Regelmäßigkeit unterliegt. Diese Regelmäßigkeit (z.B. 
Drehriefen) ist an technischen Oberflächen als Mehrfachkerben zu interpretieren [87, 
88]. Dem gegenüber stellt der tribologische Anriss eine Einzelkerbe dar. Liu [89] ver-
weist in diesem Zusammenhang darauf, dass sich Mehrfachkerben im Gegensatz zu ei-
ner Einzelkerbe gegenseitig entlasten. Dieses Verhalten wird gelegentlich bei 
konstruktiv eingebrachten Kerben wie z.B. beim Presssitz ausgenutzt, um scharfe Kerb-
wirkungen abzumindern [44].  
Um den Entlastungsaspekt an technischen Oberflächen zu berücksichtigen, unterbreitete 
Liu in seiner Habilitationsschrift [89] den Vorschlag, den Oberflächeneinflussfaktor F0 
zusätzlich durch Einführung einer Oberflächenformzahl zu beschreiben. Gl. (35) zeigt 
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Die Oberflächenformzahl K0,σ leitet sich für eine Einzelkerbe unter Normalbeanspru-
chung aus der Berechnung des Spannungskonzentrationsfaktors nach Gl. (36) ab und 
geht auf Neuber [90] zurück. Für Mehrfachkerben erweitert Liu gemäß Bild 5.16 die 
Oberflächenformzahlberechnung um die Faktoren b und B, siehe Gl. (37). Dabei be-
schreibt b die Breite der Oberflächenkerbe und B den Abstand zwischen zwei benach-
barten Oberflächenkerben. 
 
Bild 5.16: Schematische Darstellung der Oberflächentopographie technischer Oberflächen 
und deren parametrische Beschreibung nach Liu [89] 
Die gute Treffsicherheit des nach Gl. (35) berechneten Oberflächeneinflussfaktors F0 
konnte durch Liu, basierend auf den Ergebnissen in [88, 91], an freien Oberflächen 
nachgewiesen werden. Spätere Untersuchungen durch Kleemann [92] zeigen, dass ne-
ben der Oberflächenformzahl auch die fertigungsbedingt eingebrachten Eigenspan-
nungszustände in der Werkstoffoberfläche berücksichtigt werden müssen. Im Fall der 
reibdauerbeanspruchten Werkstoffoberfläche ist davon auszugehen, dass aufgrund des 
rissähnlichen Defektes und der damit einhergehenden großen Oberflächenformzahl die-
ser Aspekt zu vernachlässigen ist.  
Für rissähnliche Oberflächendefekte bzw. –topographien ergibt sich nach Gl. (36) eine 
Oberflächenformzahl K0,σ → ∞. Dieser Zusammenhang ergibt sich ebenso für eine Tor-
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Normal- als auch für eine Torsionsbeanspruchung gültig. In Anlehnung an Gl. (35) kann 
dann der Oberflächeneinflussfaktor durch Gl. (38) beschrieben werden. Die Rauheit Rz 
stellt in diesem Zusammenhang die Anrisstiefe dar. Die charakteristische Mikrostruk-
turlänge Δ0 ergibt sich für Stahlwerkstoffe aus dem formellen Zusammenhang nach Gl. 
(39) unter Verwendung des Schwellwertes ΔK0 = 220 MPa/mm-1/2 und der Wechselfes-
tigkeit σW des Werkstoffes (Grundwerkstoff).  
 
Der Geometriefaktor wurde mit Y = 1 gewählt und basiert auf den bei Innenrissen be-
kannten Zusammenhängen nach Bild 5.17. Unter Variation der rissbeschreibenden 
Größe Rz ergibt sich die in Bild 5.18 dargestellte Kurvenschar des Oberflächeneinfluss-
faktors F0 in Abhängigkeit der Zugfestigkeit Rm. 
 
Bild 5.17: Geometriefaktoren für einen Innenriss in einer endlichen Scheibe nach [93] 
Wird in das an die FKM-Richtlinie angelehnte Oberflächeneinflussdiagramm (vergl. 
Bild 5.14) der nach Gl. (34) angenäherte Reibkorrosionsfaktor KR,σ,RD eingetragen, zeigt 
sich eine gute Korrelation zum Oberflächeneinflussfaktor F0 nach Liu für die Rautiefe 
Rz ≈ 400 µm. Besonders für den in der vorliegenden Arbeit untersuchten Zugfestigkeits-
bereich Rm ≈ 400 – 1200 MPa liegt eine gute Übereinstimmung vor. In den nicht expe-
rimentell erfassten Zugfestigkeitsbereichen treten hingegen größere Abweichungen zum 
Oberflächeneinflussfaktor F0 auf.  
𝐹0 = √1 +
𝑅𝑧
∆0
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Bild 5.18: ① Oberflächeneinflussfaktor F0 nach Liu [89] für unterschiedliche Rautiefen Rz 
(Anrisstiefen) und ② Reibkorrosionsfaktor KR,σ,RD nach Gl. (34) 
Die gute Korrelation zur Rautiefe Rz ≈ 400 µm steht jedoch augenscheinlich in Wider-
spruch zu der in Kapitel 4.4 ermittelten Anrisstiefe t0,ges ≈ 1150 µm. In diesem Zusam-
menhang sei nochmals auf die in Kapitel 3.2.1 vorgestellte Problematik bei der 
Detektierung der kritischen Anrisstiefe bei Reibdauerermüdung hingewiesen. Neuere 
Erkenntnisse zeigen, dass die Anrisstiefe t0 nicht im direkten Zusammenhang zur Reib-
dauerfestigkeit steht, sondern die Anrisstiefe H. In der von Li et al. verfassten Publika-
tion [18] zeigte sich am Beispiel einer Titaniumlegierung, dass zwischen den hier 
genannten Anrisstiefen t0 und H eine direkte Proportionalität vorherrscht und nach Gl. 
(3) beschrieben werden kann. Basierend auf dieser Gleichung ergibt sich für die hier 
untersuchten Werkstoffe der Zusammenhang nach Gl. (40). Die daraus resultierende 
Anrisstiefe Hges ≈ 338 µm weist eine gute Übereinstimmung zum Oberflächeneinfluss-
faktor nach Liu auf.  
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Insgesamt ist durch den Vergleich des Reibkorrosionsfaktors zum Oberflächeneinfluss-
faktor F0 nach Liu festzustellen, dass der in der vorliegenden Arbeit ermittelte reibdau-
erbeanspruchte Abfall der Bauteilfestigkeit, quantifiziert durch den 
Reibkorrosionsfaktor KR,σ,RD, eine rissähnliche Oberflächenschädigung bzw. Oberflä-
chentopographie darstellt. Ungeklärt bleibt wegen der nicht experimentell abgedeckten 
Zugfestigkeitsbereiche niedrigfester und hochfester Stahlwerkstoffe, ob der reibdauer-
beanspruchte Festigkeitsabfall auch in diesen Bereichen durch den nach Gl. (34) zu be-
rechnenden Reibkorrosionsfaktor wirkungskonform erfasst werden kann. Da der 
Reibkorrosionsfaktor gegenüber dem Oberflächeneinflussfaktor nach Liu jedoch ten-
denziell konservativere Werte liefert und der Zusammenhang nach Gl. (3) noch nicht 
explizit für Stahlwerkstoffe bestätigt wurde, wird im Sinne einer betriebssicheren Aus-
legung für reibdauerbeanspruchte Bauteile der Zusammenhang nach Gl. (34) empfoh-
len. 
5.2.3 Einfluss des Gegenwerkstoffes auf die Reibkorrosionsfaktoren 
Ableitend aus den experimentell ermittelten Reibdauerfestigkeiten der Gegenwerk-
stoffvariation in Kapitel 4.4.4 ist der Einfluss des Gegenwerkstoffes für den betrachteten 
Fall der tribologisch kritischsten Beanspruchung (p = 40 MPa; sa = 10 µm) als gering 
einzuschätzen. Im Sinne einer konsistenten Bewertung des Einflusses auf die Reibdau-
erfestigkeit von Fügeverbindungen ist für die Gegenwerkstoffvariation dennoch eine 
Ermittlung der Reibkorrosionsfaktoren vorgenommen worden. Hierfür wurden, basie-
rend auf den experimentell ermittelten Reibdauerfestigkeiten in Kapitel 4.4.4, die örtli-
chen versagenskritischen Beanspruchungszustände am Versagensort ermittelt und 
anschließend der Reibkorrosionsfaktorermittlung nach Kapitel 5.2 zugeführt.  
Tabelle 5.4 zeigt diesbezüglich die über die Rückrechnung quantifizierten Faktoren und 
bezieht diese auf den Härteunterschied ΔHV10 der betrachteten Werkstoffpaarungen, 
berechnet nach Gl. (17). Die Ergebnisse zeigen, dass sich in Abhängigkeit des Grund-








≈ 338µ𝑚 (40) 
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Tabelle 5.4: Reibkorrosionsfaktoren in Abhängigkeit des Härteunterschiedes des Gegen-
werkstoffes 




34CrNiMo6+QT 34CrNiMo6+QT 24 0,170 
34CrNiMo6+QT C45+QT 150 0,158 
34CrNiMo6+QT C45+N 230 0,180 
34CrNiMo6+QT C22+N 250 0,168 
C45+N 34CrNiMo6+QT -204 0,390 
C45+N C45+QT -78 0,400 
C45+N C45+N 2 0,385 
C45+N C22+N 22 0,380 
 
Eine Visualisierung der aus Tabelle 5.4 entnommenen Stützstellen in Bild 5.19 verdeut-
licht diesen Zusammenhang. Die Streuung innerhalb der einzelnen Niveaus kann dabei 
als gering angesehen werden und bestätigt demnach die Unabhängigkeit der Reibdauer-
festigkeit vom Gegenwerkstoff für den Fall der tribologisch kritischsten Beanspru-
chung. Eine Erklärung für dieses Verhalten wurde bereits in Kapitel 4.4.4 gegeben. 
 
Bild 5.19: Reibkorrosionsfaktoren in Abhängigkeit des Härteunterschiedes ΔHV10  
Aufgrund der Werkstoffauswahl und der sich daraus ergebenden Werkstoffpaarungen 
bzw. Härteunterschiede sind die den Grundwerkstoff 34CrNiMo6+QT betreffenden 
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im Bereich -204 ≤ ΔHV10 ≤ 22. Die unterschiedlich hohen Niveaus der Reibkorrosions-
faktoren für 34CrNiMo6+QT und für C45+N verhindern dabei eine Auswertung über 
den gesamten Bereich des Härteunterschiedes ΔHV10. Aus diesem Grund wurden sepa-
rat für jeden Grundwerkstoff die Reibkorrosionsfaktoren auf die Eigenpaarung 
34CrNiMo6+QT vs. 34CrNiMo6+QT bzw. C45+N vs. C45+N normiert. Durch die Nor-
mierung der Faktoren wird der Einfluss des Grundwerkstoffes eliminiert und die ent-
sprechenden Ergebnisse zeigen die prozentuale Abweichung des Reibkorrosionsfaktors 
zur Eigenpaarung, siehe Bild 5.20. Hierbei wird deutlich, dass die ermittelten Reibkor-
rosionsfaktoren am Grundwerkstoff 34CrNiMo6+QT einer prozentual höheren Streu-
ung unterliegen als jene am Grundwerkstoff C45+N. Dies ist ursächlich auf den 
kleineren Basiswert der Normierung am Grundwerkstoff 34CrNiMo6+QT 
(KR,σ,RD = 0,17) zurückzuführen.  
 
Bild 5.20: Relative Abweichung der normierten Reibkorrosionsfaktoren KRσ,RD* zur Eigenpaa-
rung in Abhängigkeit des Härteunterschiedes ΔHV10 
Ableitend aus der normierten Darstellung der Reibkorrosionsfaktoren kann der Einfluss 
des Gegenwerkstoffes durch eine lineare Regressionsgerade beschrieben werden. Diese 
offeriert für den gesamten Bereich von –204 ≤ ΔHV10 ≤ 250 eine Abweichung von unter 
zwei Prozent in Bezug zu den Reibkorrosionsfaktoren der Eigenpaarung. Daraus folgt, 
dass der Einfluss des Gegenwerkstoffes in den nachfolgenden Berechnungen vernach-
lässigt werden kann.  
In diesem Zusammenhang wird nochmal ausdrücklich darauf hingewiesen, dass dieses 
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Bei höheren Schlupfamplituden im Bereich sa > 10 µm ist ein potentieller Einfluss des 
Gegenwerkstoffes auf die Reibdauerfestigkeit aufgrund der größeren Verschleißraten 
im Kontakt nicht auszuschließen. Eine Quantifizierung dieses Einflusses ist zukünftigen 
Forschungsaktivitäten auf dem Gebiet der Reibdauerfestigkeit vorbehalten. 
5.2.4 Erweiterter Ermüdungsfestigkeitsnachweis der FKM-Richtlinie 
Die im Abschnitt 5.2 durchgeführte Quantifizierung des Einflusses der Reibdauerbean-
spruchung auf die Bauteilfestigkeit in Form des Reibkorrosionsfaktors wird im vorlie-
genden Kapitel in ein allgemeingültiges Berechnungskonzept für flächige Stahl-
Kontakte überführt. Der prinzipielle Berechnungsablauf zur Bewertung reibdauerbean-
spruchter Fügeverbindungen orientiert sich dabei am Ermüdungsfestigkeitsnachweis 
der FKM-Richtlinie (siehe Bild 5.21) und nutzt das örtliche elastische Konzept unter 
Verwendung des Hauptspannungszustandes.  
 
Bild 5.21: Ablauf des Ermüdungsfestigkeitsnachweises nach [3] 
Eine Berücksichtigung der Reibdauerermüdung wird für alle schlupfbehafteten Füge-
verbindungen im Bereich von 5 µm < sa < 15 µm ausdrücklich empfohlen. Kontakte mit 
Schlupfamplituden unterhalb der sa = 5 µm sind aufgrund der dort signifikant ansteigen-
den Reibdauerermüdungsfestigkeiten, die ursächlich durch eine geringere Anrissinitiie-
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Fällen bietet sich an, eine Bewertung der Kontakte über rein spannungsmechanische 
Ansätze vorzunehmen. Darunter zählt beispielhaft die Bewertung von Pressverbindun-
gen über das Nennspannungskonzept der DIN 743 oder der FKM-Richtlinie. Für Bau-
teilverbindungen mit Schlupfamplituden über sa = 15 µm ist prinzipiell die gleiche 
Vorgehensweise zu empfehlen, aufgrund der im Bereich großer Schlupfamplituden an-
steigenden Verschleißrate ist darüber hinaus ein verschleißbedingter Funktionsverlust 
der Bauteilverbindung auszuschließen. 
Konform zur FKM-Richtlinie dienen die in Bild 5.21 gezeigten Berechnungsschritte 
① - ⑦, in der hier vorgestellten Berechnungsmethodik, ausschließlich der Spannungs-
bewertung und implementieren nicht die Ermittlung der Spannung am Bauteil. Die 
Spannungsermittlung muss separat durch den Anwender vorgenommen werden und be-
dingt eine FEM-Betrachtung der auszulegenden Fügeverbindung unter Verwendung 
von realitätsnahen Reibwerten. Die hierfür notwendigen hochtrainierten Reibwerte 
(vergl. Kapitel 4.3) sind perspektivisch im Anhang der FKM-Richtlinie zu tabellarisie-
ren und dem Anwender zugänglich zu machen. Des Weiteren ist der potentielle Versa-
gensort durch den Anwender im reibdauerbeanspruchten Kontakt möglichst genau zu 
ermitteln. Hierzu sind bekannte Versagensortkriterien wie das auf [84] beruhende mo-
difizierte Ruiz-Kriterium [85] heranzuziehen. Sollte eine Quantifizierung des Versagen-
sortes durch den Anwender nicht vorgenommen werden können, ist aus 
Sicherheitsaspekten der Ort der höchsten spannungsmechanischen Beanspruchung im 
Kontakt auszuwerten. Diese Vorgehensweise führt allerdings zu einer konservativen 
Bewertung des reibdauerbeanspruchten Kontaktes siehe Kapitel 5.3.2. 
Tabelle 5.5 fasst alle zur Erweiterung des Berechnungsverfahrens auf reibdauerbean-
spruchte Fügeverbindungen notwendigen Änderungen zusammen und bezieht diese di-
rekt auf die in der FKM-Richtlinie “Rechnerischer Festigkeitsnachweis von 
Maschinenbauteilen“ angeführten Kapitel (Kap. in FKM-R.). Vorrangig sind die Be-
rechnungsschritte ③ und ⑤ von den notwendigen Änderungen betroffen. 
Berechnungsschritt ③ integriert dabei die tribologische Kerbwirkung in Abhängigkeit 
des Grundwerkstoffes durch den formellen Zusammenhang nach Gl. (34) bzw. nach 
dem in Bild 5.14 gezeigten Verlauf des Reibkorrosionsfaktors. Im Detail wird hierfür 
der ursprüngliche Rauheitsfaktor durch den Reibkorrosionsfaktor ersetzt. Die weiteren 
in der FKM-Richtlinie vorhandenen Faktoren K̃f, KS, KNL,E, KV sind zu vernachlässigen. 
Allein der Randschichtfaktor KV, welcher den Einfluss der Randschichtverfestigung auf 
die Ermüdungsfestigkeit beschreibt, könnte perspektivisch genutzt werden, um den in 
der Literatur aufgezeigten, jedoch bis dato nicht quantifizierten positiven Effekt der 
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Druckeigenspannungen auf die Reibdauerfestigkeit zu beschreiben und in den Berech-
nungsgang zu integrieren.  
Tabelle 5.5: Hinweise und Änderungen innerhalb des Berechnungsablaufes der FKM-Richt-
linie [3] unter Angabe der Kapitelbezeichnung  
 Faktoren Kap. in FKM-R Änderungen / Hinweise 
①  σ1; σ2; σ3; 4.1 
 Verweis auf Anhang mit tabellarisierten Reibwerten 
 Hinweise zur Ermittlung des Versagensortes; Angabe 
von geeigneten Versagenskriterien  
②  σW,zd 4.2 
 Berechnung der Zug-Druckwechselfestigkeit analog 
dem Vorgehen in der FKM-Richtlinie 
③  KWK 4.3 
 Ersetzen des Rauheitsfaktors durch den nach Gl. (34) 
bzw. nach Bild 5.14 in Abhängigkeit des Grundwerk-
stoffes quantifizierten Reibkorrosionsfaktors KR,σ,RD 
 Die Faktoren K̃f, KS, KNL,E, KV sind zu vernachlässi-
gen und demnach 1 zu setzen 
④  σWK 4.4.1 
 Berechnung der Bauteilwechselfestigkeit analog dem 
Vorgehen in der FKM-Richtlinie 
⑤  σAK 4.4.2 
 Der Mittelspannungseinfluss unter Reibdauerermü-
dung ist zu vernachlässigen, demnach ist der Faktor 
KAK,σ = 1 zu setzen 
⑥  jD 4.5 
 Berechnung des Gesamtsicherheitsfaktors analog dem 
Vorgehen in der FKM-Richtlinie 
⑦  aBK,σv 4.6 
 Berechnung des zyklischen Auslastungsgrades analog 
dem Vorgehen in der FKM-Richtlinie.  
 
Berechnungsschritt ⑤ betrifft die Ermittlung der Bauteildauerfestigkeit bei vorliegen-
den Mittelspannungen. Aufgrund der in Kapitel 4.4.3 aufgezeigten Unabhängigkeit der 
Reibdauerbeanspruchung von der Mittelspannung ist die Mittelspannungsbewertung 
unter Reibdauerermüdung im Berechnungsgang zu vernachlässigen. Folglich wird der 
Mittelspannungsfaktor KAK,σ = 1 gesetzt. Perspektivisch ist jedoch zu prüfen, ob die 
quantifizierte Mittelspannungsunabhängigkeit im Zugmittelspannungsbereich auch auf 
den Druckmittelspannungsbereich angewendet werden kann, siehe Kapitel 5.2.1. Even-
tuelle Festigkeitsreserven aufgrund beanspruchungsbedingt eingebrachter Druckmittel-
spannungen könnten so ausgeschöpft werden. Die hier eingeführte stringente Festlegung 
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des Mittelspannungsfaktors KAK,σ = 1 stellt demnach eine konservative Bewertung der 
Druckmittelspannungen dar.  
5.3 Validierung  
Die basierend auf den Ergebnissen des Labormodells integrierte Richtlinienergänzung 
bzw. Erweiterung wird im Folgenden anhand der Pleuelversuche (Realmodell) validiert. 
Bild 5.22 zeigt diesbezüglich den strukturellen Aufbau der durchgeführten Validierung 
und untergliedert die Bewertung des Konzeptes in Teilaspekt I „Validierung des erwei-
terten Ermüdungsfestigkeitsnachweises“ und Teilaspekt II „Einfluss der Wahl des 
Nachweispunktes auf den erweiterten Ermüdungsfestigkeitsnachweis“.  
 
Bild 5.22: Teilabschnitte der Validierung: Validierung des erweiterten Ermüdungsfestigkeits-
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Die gewählte Vorgehensweise ermöglicht so eine Bewertung des Berechnungsganges 
und lässt Rückschlüsse auf die erzielte Berechnungsgenauigkeit durch die Implementie-
rung des Reibkorrosionsfaktors zu. Andererseits wird durch die unterschiedlichen Ver-
fahren zur Ermittlung des potentiellen Versagensortes die Berechnungsungenauigkeit 
aufgrund unterschiedlicher Lastannahmen quantifiziert. Teilaspekt II zielt damit primär 
auf die Spannungsermittlung durch den potentiellen Anwender ab und soll den Anwen-
der diesbezüglich sensibilisieren. 
5.3.1 Validierung des erweiterten Ermüdungsfestigkeitsnachweises  
Die Validierung des erweiterten Ermüdungsfestigkeitsnachweises zielt, wie bereits ein-
leitend beschrieben, auf eine Bewertung der Berechnungsgenauigkeit unter idealer Las-
tannahme ab. Dieses Vorgehen impliziert eine genaue Kenntnis über den Versagensort 
der Bauteilverbindung. Im Detail wird hierfür die Pleuelverbindung (Kapitel 4.5) am 
Ort des experimentellen Versagens spannungsmechanisch bewertet und anschließend 
der Festigkeitsnachweis nach dem in Kapitel 5.2.4 aufgezeigten Berechnungsablauf 
durchgeführt.  
Vergleichend zu diesem Vorgehen wird der Auslastungsgrad der Pleuelverbindung nach 
aktueller FKM-Richtlinie (6.Auflage) [3] berechnet. Hierfür wird sowohl die Variante 
der Spannungsermittlung am exp. Versagensort als auch die Ermittlung der Spannungen 
am Ort der höchsten spannungsmechanischen Beanspruchung (σ1a = max.) betrachtet. 
Der Rauheitseinfluss innerhalb der Bauteilverbindung wird dabei konform zur FKM-
Richtlinie vernachlässigt und mit KR,σ = 1 im Berechnungsgang berücksichtigt. Darüber 
hinaus wurden die Mittelspannungsempfindlichkeiten, ableitend aus den experimentel-
len Untersuchungen nach Tabelle 4.2, in Abhängigkeit des Grundwerkstoffes gewählt. 
Der Gesamtsicherheitsfaktor wurde für die Validierung der Berechnungsverfahren mit 
jD = 1 festgelegt. 
Bild 5.23 zeigt die ermittelten Gesamtauslastungsgrade der drei durchgeführten Vali-
dierungsberechnungen. Deutlich zu erkennen ist, dass die Gesamtauslastungsgrade der 
nach aktueller FKM-Richtlinie berechneten Pleuelverbindungen unabhängig von der 
Wahl des Nachweispunktes eine unsichere Bewertung der reibdauerbeanspruchten Fü-
geverbindungen nach sich ziehen. Besonders der hochfeste Werkstoff 34CrNiMo6+QT 
zeigt eine signifikante Abweichung zum experimentellen Versagen (aBK,σv = 1) von bis 
zu 77 %. Die C45+N Verbindungen zeigen indes eine geringere Abweichung, die mit 
ca. 52% jedoch immer noch eine Unterschätzung der Beanspruchung um den Faktor 
zwei darstellt. Die Ergebnisse zeigen damit deutlich, dass die aktuelle FKM-Richtlinie 
durch ihre rein spannungsmechanische Bewertung eine Reibdauerbeanspruchung der 
Bauteiloberfläche nicht wirkungskonform erfassen kann.  
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Bild 5.23: Berechnete Gesamtauslastungsgrade der Pleuelverbindungen nach aktueller 
FKM-Richtlinie [3] und dem erweiterten Ermüdungsfestigkeitsnachweis unter Be-
rücksichtigung der tribologischen Oberflächenbeanspruchung durch den Reibkor-
rosionsfaktor KR,σ,RD 
Vergleichend zu den errechneten Auslastungsgraden nach aktueller FKM-Richtlinie of-
fenbaren die Gesamtauslastungsgradberechnungen des erweiterten Ermüdungsfestig-
keitsnachweises eine signifikante Steigerung der Berechnungsgenauigkeit durch 
Einbindung des Reibkorrosionsfaktors nach Gl. (34). Im Falle der C45 +N Verbindun-
gen konnte so eine Berechnungsgenauigkeit von –2 % bis +7 % erreicht werden. Die 
34CrNiMo6 +QT Verbindungen zeigen hingegen eine signifikantere Streuung der Er-
gebnisse und führen zu einer maximalen Abweichung von –14 %. Insgesamt liegen die 
errechneten Gesamtauslastungsgrade des erweiterten Ermüdungsfestigkeitsnachweises 
damit in einem für Ermüdungsfestigkeitsnachweise zulässigen Streuband von ± 20 % 
und werden durch den Mindestsicherheitsfaktor von jF = 1,2 (siehe Kapitel 5.3.3) im 
Berechnungsgang der FKM-Richtlinie abgedeckt.  
5.3.2 Einfluss der Wahl des Nachweispunktes auf den erweiterten Ermüdungs-
festigkeitsnachweis 
Bezugnehmend auf die durchgeführten Betrachtungen in Kapitel 4.6 ist derzeit eine all-
gemeingültige und hinreichend genaue rechnerische Ermittlung der Versagensorte in-
folge einer Reibdauerbeanspruchung nicht möglich. Etwaige Berechnungen basieren 
damit auf unsicheren Annahmen der Beanspruchungen im Kontakt und erschweren so 
eine zielgerichtete Bewertung potentieller Schadensfälle durch Reibdauerermüdung. 
Dieser Mangel könnte durch eine flächendeckende Bewertung des Kontaktes im als 
reibdauerermüdungskritisch geltenden Kontaktbereich (sa = 5µm – 15µm) aufgefangen 























































Versagensort σ1a = max.
FKM-Richtlinie + KR,σ,RD
exp. Versagensort
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Da diese Möglichkeit nicht jedem potentiellen Anwender vorbehalten ist, wird nachfol-
gend eine Validierung des erweiterten Ermüdungsfestigkeitsnachweises an verschiede-
nen Nachweispunkten vorgestellt und bewertet. Als Referenz dient die 
Validierungsrechnung des erweiterten Ermüdungsfestigkeitsnachweises unter idealer 
Lastannahme, d.h. unter Verwendung des örtlichen Beanspruchungszustandes am Ver-
sagensort (vergl. Bild 5.23 (■)). Dem gegenüber gestellt wird die Validierungsrechnung 
unter Festlegung des Nachweispunktes mittels des mFFDP und der spannungsmecha-
nisch höchsten Beanspruchung (σ1a = max.). 
Bild 5.24 zeigt die errechneten Gesamtauslastungsgrade des erweiterten Ermüdungsfes-
tigkeitsnachweises unter Variation des Nachweispunktes. Der Vergleich zwischen den 
durchgeführten Validierungsrechnungen offenbart über alle betrachteten Pleuelverbin-
dungen die beste Berechnungsgenauigkeit für den Nachweispunkt direkt am Ort des ex-
perimentellen Versagens. Die so erzielte Berechnungsgenauigkeit kann dabei mit einer 
maximalen Abweichung von -14% bis +11% beziffert werden. 
 
Bild 5.24: Berechnete Gesamtauslastungsgrade der Pleuelverbindungen nach dem erwei-
terten Ermüdungsfestigkeitsnachweis unter Berücksichtigung der tribologischen 
Oberflächenbeanspruchung durch den Reibkorrosionsfaktor KR,σ,RD unter Varia-
tion des Nachweispunktes 
Die Bewertungen mittels Festlegung des Nachweispunktes über den mFFDP führen im 
Fall der Stahl-Stahl-Paarungen zu einer tendenziell unsicheren Lastannahme und folg-
lich zu einer zunehmenden Unterschätzung der tribologischen Beanspruchung. Auf Sei-
ten der Stahl-Bronze-Paarungen wird durch den mFFDP die vorliegende 
Reibdauerbeanspruchung tendenziell überschätzt. Insgesamt resultiert damit aus der 
Verwendung des mFFDP´s zur Lokalisierung des potentiellen Versagensortes eine hö-
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hier in Rede stehende gestiegene Berechnungsungenauigkeit kann für die betrachteten 
Pleuelverbindungen mit einer maximalen Abweichung von ± 18% angegeben werden.  
Die Bewertung der Reibdauerermüdungsfestigkeit am Ort der spannungsmechanisch 
höchsten Beanspruchungen führt für alle reibdauerbeanspruchten Fügeverbindungen zu 
einer konservativeren Bewertung der Reibdauerbeanspruchung im Vergleich zur Be-
wertung am Versagensort. Dieses Verhalten entspricht damit den Erwartungen, da durch 
die rein spannungsmechanische Festlegung des Nachweispunktes die in der Realität vor-
liegende Verschiebung des Versagensortes durch tribologische Oberflächenschädi-
gungseffekte vernachlässigt wird. Folglich werden die über dieses Kriterium ermittelten 
örtlichen Beanspruchungsannahmen tendenziell überschätzt. Im Fall der hier untersuch-
ten Pleuelverbindungen zeigt sich, dass für die Stahl-Stahl-Paarungen eine gute Ab-
schätzung des Versagensortes bzw. der Lastannahmen erfolgte, die Beanspruchung im 
Fall der Stahl-Bronze-Paarungen jedoch deutlich überbewertet wurden. Die Begrün-
dung hierfür liegt in der Abweichung bei der Quantifizierung des Versagensortes im 
Betrachtungsfall der Stahl-Bronze-Paarung, siehe Bild 4.31. Die tendenziell konserva-
tivere Bewertung der Reibdauerermüdung zeigt sich darüber hinaus in der erzielten Be-
rechnungsgenauigkeit und offenbart eine maximale Abweichung von bis zu +34% vom 
exp. Versagen. 
Zusammenfassend ist festzuhalten, dass erwartungsgemäß eine Bewertung, basierend 
auf dem experimentellen Versagensort, die höchste Berechnungsgenauigkeit erzielt. In 
der industriellen Anwendung liegen derlei Kenntnisse jedoch meistens nicht vor und 
erfordern eine Lokalisierung des Versagensortes mittels eines geeigneten Versagensor-
tkriteriums. Die vorgestellten Validierungsrechnungen befürworten diesbezüglich eine 
Abschätzung des Versagensortes über das modifizierten Ruiz-Kriterium (mFFDP). Die 
in den Validierungsrechnungen quantifizierten Abweichungen von ± 18% sind im Ver-
gleich zur idealen Lastannahme nur geringfügig größer und liegen in dem für den Er-
müdungsfestigkeitsnachweis zulässigen Streuband von  ± 20 %. Eine genaue Bewertung 
des Sicherheitskonzeptes ist jedoch nur durch eine richtlinienkonforme Berücksichti-
gung der Sicherheitsfaktoren vorzunehmen und erfolgt in Kapitel 5.3.3 
Sollte eine Bewertung des Versagensortes über den mFFDP nicht möglich sein, kann 
zur konservativen Berechnung eine flächendeckende Bewertung des Kontaktes oder 
eine zielgerichtete Lokalisierung des spannungsmechanisch höchstbeanspruchten Be-
reiches erfolgen. In diesem Fall ist jedoch davon auszugehen, dass die Berechnungen zu 
einer potentiellen Überdimensionierung der Bauteilverbindung führen. Daher ist diese 
Vorgehensweise nur in Ausnahmefällen zu empfehlen. 
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5.3.3 Sicherheitskonzept und Gültigkeitsbereich des erweiterten Ermüdungs-
festigkeitsnachweises 
Der Ermüdungsfestigkeitsnachweis im Bereich der mobilen und stationären Antriebs-
technik ist ein wichtiger Bestandteil in der frühen Phase des Konstruktions- und Ent-
wicklungsprozesses. Nicht selten basieren die finalen geometrischen Abmessungen der 
Bauteile auf einer Auslegungsrechnung mit dem Ziel einer optimalen Dimensionierung 
der äußeren Gestalt. Die für diese Optimierung verwendeten Berechnungen repräsentie-
ren den Stand der Technik und sind in den einschlägigen Normen und Richtlinien einem 
breiten Anwenderkreis zugänglich gemacht. Bei der Erstellung der Normen bzw. bei der 
Überführung der Forschungsinhalte in den durch die Normen repräsentierten Stand der 
Technik werden zur Abbildung allgemeingültiger Zusammenhänge nicht selten Nähe-
rungsformeln verwendet. Naturgemäß geht dieser Prozess mit einer Zunahme der Unsi-
cherheit im Berechnungsgang einher. Klassische Ermüdungsfestigkeitsnachweise wie 
DIN 743 sowie die FKM-Richtlinie besitzen daher eine geforderte Mindestsicherheit 
jF = 1,2. In der FKM-Richtlinie entspricht diese Mindestsicherheit einer geringen Scha-
densfolge bei gleichzeitiger regelmäßiger Inspektion des technischen Systems, siehe 
Tabelle 5.6. Bei hohen Schadensfolgen und Verzicht auf eine Inspektionen wird eine 
Sicherheit von jF = 1,5 empfohlen. 
Tabelle 5.6: Material-Sicherheitsfaktoren für nicht geschweißte Stahlwerkstoffe nach [3] 
 Schadensfolge 
Inspektion hoch mittel niedrig 
nein 1,5 1,4 1,3 
ja 1,35 1,25 1,2 
 
In Hinblick auf die in der vorliegenden Arbeit angestrebte Erweiterung der FKM-Richt-
linie für reibdauerbeanspruchte Systeme ist zu bewerten, ob die in der Richtlinie veran-
kerte Mindestsicherheit von jF = 1,2 eine betriebssichere Auslegung gewährleistet. Als 
Referenz für die hier in Rede stehende Bewertung dient der erweiterte Ermüdungsfes-
tigkeitsnachweis am Ort des experimentellen Versagens. Vergleichend dazu erfolgt ein 
Berechnung des Gesamtauslastungsgrades, basierend auf dem nach Kapitel 5.3.2 zu be-
vorzugenden Versagenskriterium des mFFDP. Die daraus hervorgehende Betrachtung 
ist unter Berücksichtigung der Mindestsicherheit von jF = 1,2 für die hier untersuchten 
Pleuelverbindungen in Bild 5.25 dargestellt.  
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Bild 5.25: Berechnete Gesamtauslastungsgrade der Pleuelverbindungen nach dem erweiter-
ten Ermüdungsfestigkeitsnachweis unter Berücksichtigung des Mindestsicher-
heitsfaktors jF = 1,2 
Die Ergebnisse zeigen, dass unter idealer Lastannahme (Beanspruchungszustand Ver-
sagensort) und unter Berücksichtigung der Mindestsicherheit alle errechneten Gesamt-
auslastungen die Bedingung (aBK,σv ≥ 1) für eine betriebssichere Auslegung erfüllen. 
Basierend auf den vorliegenden Validierungsrechnungen kann damit auf ein additives 
Sicherheitskonzept im erweiterten Ermüdungsfestigkeitsnachweis für ideale Lastan-
nahme verzichtet werden. Die nach Tabelle 5.6 empfohlenen Sicherheiten sind somit 
auch für eine reibdauerbeanspruchte Auslegung mit idealer Lastannahme ausreichend. 
Unter Verwendung des mFFDP und der damit einhergehenden unsicheren Lastannahme 
durch die rechnerische Ermittlung des Versagensortes wird die Berechnungsgenauigkeit 
des Verfahrens gesenkt, siehe 5.3.2. Dies führt in den betrachtenden Fällen zu einer 
geringfügigen Unterschätzung der Reibdauerbeanspruchung an den Verbindungen 
34CrNiMo6+QT vs. C45+N und der 34CrNiMo6+QT vs. 34CrNiMo6+QT. Folglich 
kann durch den Mindestsicherheitsfaktor jF = 1,2 die durch die unsichere Lastannahme 
hervorgerufene Ungenauigkeit nicht mehr kompensiert werden. Aufgrund dessen, das 
die vorliegenden Abweichungen auf die Lokalisierung des Nachweispunktes zurückzu-
führen sind, ist eine zusätzliche Definition eines Last-Sicherheitsfaktors vorzunehmen.  
Die FKM-Richtlinie liefert bereits in ihrer aktuellen Fassung einen implementierten 
Last-Sicherheitsfaktor. Dieser unterscheidet zwischen einer sicheren Lastannahme und 
einer repräsentativen Lastannahme, wobei bei repräsentativ angesetzten Lasten der Si-
cherheitsfaktor in Abhängigkeit der Standardabweichung und der Überschreitungswahr-
scheinlichkeit zu berechnen ist. Da etwaige Daten für die Reibdauerermüdung nicht 
vorliegen, ist diese Vorgehensweise nicht praktikabel. Sinnvoller erscheint in diesem 
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Verfahrens zur Lokalisierung des Versagensortes. Aufgrund der exakten Lastannahme 
bei Kenntnis des realen Versagensortes und der konservativen Lastannahme bei einer 
spannungsmechanischen Festlegung des Nachweispunktes ist der Last-Sicherheitsfak-
tor in diesen Fällen zu vernachlässigen bzw. eins zu setzen. Im Falle der Versagensor-
termittlung über den mFFDP ist, basierend auf den vorliegenden Ergebnissen, ein Last-
Sicherheitsfaktor von mindestens jS = 1,05 (Tabelle 5.7) zu berücksichtigen.  
Tabelle 5.7: Last-Sicherheitsfaktoren für unterschiedliche Verfahren zur Ermittlung des 
Nachweispunktes 
Versagensortermittlung Last-Sicherheitsfaktor jS 
Kenntnis über realen Versagensort 1 
Spannungsmechanischer Versagensort 1 
Quantifizierung des Versagensortes mittels mFFDP 1,05 
 
 
Alternativ könnte bei reibdauerbeanspruchten Systemen aufgrund der Unzugänglichkeit 
des Kontaktes und der daraus hervorgehenden nicht durchführbaren Schadensfrüher-
kennung auf den Passus der Inspektion innerhalb der Tabelle 5.6 verzichtet werden. Die 
daraus hervorgehende minimale Gesamtsicherheit von jD =1,3 (Gl. (41)) würde dann 
den Last-Sicherheitsfaktor nach Tabelle 5.7 beinhalten und eine additive Einführung 
eines Last-Sicherheitsfaktors bei reibdauerbeanspruchten Fügeverbindungen wäre nicht 
notwendig. 
Insgesamt sei darauf hingewiesen, dass die hier durchgeführten Berechnungen sich so-
wohl bei der Ermittlung der Reibkorrosionsfaktoren als auch bei der Validierung auf 
experimentelle Ergebnisse mit einer Überlebenswahrscheinlichkeit von Pü = 50 % be-
ziehen. Die daraus hervorgehenden Reibkorrosionsfaktoren und die hier vorgestellte 
Validierung weisen damit ebenso einen Bezug zur Überlebenswahrscheinlichkeit 
Pü = 50 % auf. Eine Umwertung der Ergebnisse auf die in der FKM-Richtlinie zugrunde 
gelegte Überlebenswahrscheinlichkeit Pü = 97,5 % ist aufgrund der begrenzten Ver-
suchsanzahl und der speziell im Fall der Reibdauerermüdung nur unzureichend bekann-
ten statistischen Kennwerte nicht gesichert möglich.  
Es wird jedoch die Annahme vertreten, dass die hier an experimentellen Mittelwerten 
abgeleiteten Zusammenhänge auch auf die im Ermüdungsfestigkeitsnachweis der FKM-
Richtlinie geforderte Überlebenswahrscheinlichkeit Pü = 97,5 % zu übertragen sind. 
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Eine ähnliche Verfahrensweise wird bis dato bei experimentell ermittelten Kerbwir-
kungszahlen in den Normen und Richtlinien angewendet, die sich ebenso in den meisten 
Fällen auf Pü = 50 % Versuchskennwerte beziehen. 
Neben dem implementierten Sicherheitskonzept in den Normen und Richtlinien sind 
diese darüber hinaus durch ihren Gültigkeitsbereich eingeschränkt. Da in der vorliegen-
den Arbeit die Ermüdungsfestigkeitsbewertung reibdauerbeanspruchter Fügeverbindun-
gen basierend auf der aktuell vorliegenden Datenbasis der experimentellen 
Versuchsergebnisse erarbeitet wurde, bleiben einzelne Einflussfaktoren bis dato unbe-
rücksichtigt bzw. unzureichend untersucht. Aufgrund dessen wird der Gültigkeitsbe-
reich des erweiterten Ermüdungsfestigkeitsnachweises nachfolgend definiert. Der 
erweiterte Ermüdungsfestigkeitsnachweis 
 ermöglicht den rechnerischen örtlichen Festigkeitsnachweis an beliebigen flä-
chigen Bauteilverbindungen, 
 beschreibt allein die Dauerfestigkeitsbewertung unter einstufiger äußerer Belas-
tung und bietet keine Bewertung von Mehrstufenkollektiven, 
 ist zu verwenden für die Auslegung von Bauteilverbindungen im reibdauerer-
müdungskritischen Bereich der Schlupfbewegungen sa = 5 – 15 µm, 
 definiert die Reibkorrosionsfaktoren nach Gl. (34) für Stahlwerkstoffe im nor-
malisierten oder vergüteten Zustand (Rm = 400 – 1200 MPa),  
 ermöglicht keine rechnerische Berücksichtigung von oberflächenverfestigten 
Verfahren; der Randschichtfaktor ist mit KV = 1 zu berücksichtigen,  
 beinhaltet keine Berücksichtigung von Medieneinflüssen (z.B. Ölumgebung) im 
Berechnungsgang, 
 berücksichtigt den Mittelspannungseinfluss durch Mσ = 0 bzw. KAK = 1 sowohl 
im Zug- als auch im Druckmittelspannungsbereich; Druckmittelspannungen 
werden durch den gewählten Ansatz aktuell konservativ bewertet. 
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6 Zusammenfassung 
An dynamisch beanspruchten Bauteilverbindungen treten aufgrund geometrisch beding-
ter Steifigkeitsunterschiede der im Kontakt stehenden Bauteile häufig Relativbewegun-
gen zwischen den Fügepartnern auf. Diese auch als Schlupf zu bezeichnenden 
Bewegungen werden ursächlich für die in der Kontaktfuge auftretende Reibdauerbean-
spruchung gesehen und initiieren durch Verschleißmechanismen typische Oberflächen-
schädigungen an Bauteilen. Die daraus hervorgehenden Schadensbilder an den 
Kontaktpartnern sind sowohl bei kraftschlüssigen als auch bei formschlüssigen Füge-
verbindungen zu beobachten. Beispielhaft sind hier Wälz- und Gleitlagersitze, Welle-
Nabe-Verbindungen, Bolzenverbindungen, Turbinenschaufeln und die in der vorliegen-
den Arbeit untersuchten Pleuelverbindungen zu nennen. Die Reibdauerbeanspruchung 
stellt damit eine branchenübergreifende Problematik dar. Die aus volkswirtschaftlicher 
Sicht bestehende Notwendigkeit einer rechnerischen Auslegung für reibdauerbean-
spruchte Systeme ist durch die bestehenden Normen und Richtlinien jedoch nicht in 
Gänze gegeben. 
Ziel der vorliegenden Arbeit war es daher die bis dato in den Normen und Richtlinien 
vernachlässigte Reibdauerbeanspruchung wirkungskonform zu erfassen. Durch die 
branchenübergreifende Verbreitung der Reibdauerbeanspruchung und den daraus her-
vorgehenden vielfältigen Fügeverbindungen bestand darüber hinaus die Forderung nach 
einem allgemeingültigen und vor allem anwendungsnahen Berechnungskonzept. 
Durch die Arbeiten von Vidner auf dem Gebiet der Reibdauerermüdung konnte in [4] 
bereits eine anwendungsorientierte Berechnungsmethodik für reibdauerbeanspruchte 
Fügeverbindungen erarbeitet werden. Das auf dem örtlichen Konzept der FKM-Richtli-
nie “Rechnerischer Festigkeitsnachweis für Maschinenbauteile“ beruhende Berech-
nungsverfahren wurde für die vorliegende Arbeit übernommen und bildete die Basis für 
die rechnerische Bewertung der reibdauerbeanspruchten Systeme. Die im Berechnungs-
verfahren verwendeten empirischen Reibkorrosionsfaktoren konnten durch Vidner je-
doch mangels einer fehlenden Datenbasis nicht in den Kontext einer allgemeingültigen 
Auslegungsvorschrift für reibdauerbeanspruchte Fügeverbindungen überführt werden. 
Die fehlende Datenbasis wurde in der vorliegenden Arbeit durch umfangreiche Reib-
dauerermüdungsversuche an einem Labormodell erarbeitet. Die folgenden Einflüsse auf 
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Die Einflussfaktoren der Schlupfamplitude und des Fugendruckes zeigten die in der Li-
teratur bekannten Abhängigkeiten zur Reibdauerfestigkeit. Die in diesem Zusammen-
hang detektierte und stark ausgeprägte Sensibilität der Reibdauerfestigkeit im Bereich 
niedriger Fugendrücke und im Bereich des partial slips konnte sowohl für eine 
C45 +N vs. C45 +N als auch für 34CrNiMo6 +QT vs. C45 +N Verbindung nachgewie-
sen werden. Aufgrund der in der Realität an Bauteilen häufig anzutreffenden partiellen 
Oberflächenschädigung und der damit einhergehenden nicht realitätsnah bewertbaren 
Kontaktverhältnisse innerhalb der Fügeflächen wurde, abweichend zu Vidner, auf eine 
separierte Bewertung unterschiedlicher Schlupf- und Fugendruckzustände im Ermü-
dungsfestigkeitsnachweis verzichtet. Die daraus hervorgehende Worst-Case-Betrach-
tung bergründet sich hauptsächlich in der hohen Sensibilität der hier in Rede stehenden 
Einflussfaktoren Schlupf und Fugendruck auf die Reibdauerfestigkeit. Das tribologisch 
kritischste Beanspruchungsniveau für Stahlwerkstoffe konnte in diesem Zusammen-
hang erstmals am IKAT definiert werden. Der kritischste Fugendruck ergibt sich bei 
einer nominellen Beanspruchung der Kontaktoberfläche von p ≈ 40 MPa und der kri-
tischste Schlupfzustand im Bereich von sa ≈ 10 µm.  
Aufbauend auf dem tribologisch kritischsten Beanspruchungszustand konnte der Ein-
fluss des Grund- und Gegenwerkstoffes auf die Reibdauerfestigkeit quantifiziert wer-
den. Der Einfluss des Grundwerkstoffes zeigt eine zunehmende tribologische 
Kerbwirkung bei hochfesten Werkstoffen und kann in Abhängigkeit der Zugfestigkeit 
dargestellt werden. Der Einfluss des Gegenwerkstoffes auf die Reibdauerfestigkeit ist 
bei einer tribologischen Beanspruchung von sa ≈ 10 µm und p ≈ 40 MPa hingegen zu 
vernachlässigen. Eine Begründung für dieses Verhalten liefern die in der vorliegenden 
Arbeit experimentell ermittelten hochtrainierten Reibwerte und die niedrigen Ver-
schleißraten unter einer Schlupfamplitude von sa = 10 µm. Die darüber hinaus detek-
tierte Mittelspannungsempfindlichkeit Mσ = 0 bestätigt nationale Untersuchungen im 
Bereich der Reibdauerermüdung und zeigt eine tendenziell gute Übereinstimmung zu 
den detektierten Mittelspannungsempfindlichkeiten an scharf gekerbten Bauteilen mit 
freier Oberfläche. 
Basierend auf einer begleitenden numerischen Untersuchung erfolgte eine Berechnung 
der Reibkorrosionsfaktoren unter Verwendung der experimentell ermittelten Reibdau-
erfestigkeiten und der FKM-Richtlinie “Rechnerischer Festigkeitsnachweis für Maschi-
nenbauteile“. Die aus dem lokalen versagenskritischen Spannungszustand abgeleiteten 
Reibkorrosionsfaktoren erfassen die tribologisch herbeigeführte Kerbwirkung als Ober-
flächeneinflussfaktor. Mittels einer vergleichenden Bewertung der Reibkorrosionsfak-
toren mit dem Oberflächeneinflussfaktor nach Liu für rissähnliche 
Oberflächentopographie konnte gezeigt werden, dass der Reibkorrosionsfaktor einen 
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rissähnlichen Oberflächendefekt mit der Tiefe von ca. 400 µm beschreibt. Dieser Zu-
sammenhang konnte basierend auf der Literatur und der messtechnisch erfassten An-
risstiefen am Labormodell weitestgehend bestätigt werden. Aufgrund der aus der 
numerischen Analyse abgeleiteten Reibkorrosionsfaktoren erhebt das Berechnungskon-
zept den Anspruch einer von der Bauteilgeometrie unabhängigen Betrachtung und stützt 
damit eine Übertragbarkeit der Faktoren auf beliebige flächige Bauteilverbindungen. 
Die Bewertung der Treffsicherheit des durch die Reibkorrosionsfaktoren erweiterten Er-
müdungsfestigkeitsnachweises der FKM-Richtlinie erfolgte anhand umfangreicher ex-
perimenteller Untersuchungen von Pleuelverbindungen. Basierend auf einer 
numerischen Analyse des tribologischen Systems wurde sowohl die rechnerische Er-
mittlung des Versagensortes als auch der erweiterte Ermüdungsfestigkeitsnachweis für 
reibdauerbeanspruchte Fügeverbindungen validiert. Es zeigte sich, dass durch den in der 
vorliegenden Arbeit eingeführten Reibkorrosionsfaktor eine signifikante Steigerung der 
Berechnungsgenauigkeit im Vergleich zu der aktuellen FKM-Richtlinie erzielt werden 
konnte. Basierend auf den durchgeführten Betrachtungen wurde ein geeignetes Sicher-
heitskonzept abgeleitet und der Gültigkeitsbereich des hier vorgestellten Berechnungs-
verfahrens definiert.  
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7 Ausblick  
Die in der vorliegenden Arbeit grundlagenorientierten Untersuchungen auf dem Gebiet 
der Reibdauerermüdung haben die in der Literatur primären Einflussfaktoren zusam-
menhängend für die Werkstoffgruppe der Stähle betrachtet und in ein anwendungsori-
entiertes Berechnungsverfahren überführt. Der daraus hervorgehende 
Berechnungsansatz wurde durch die Versuchsergebnisse an einer realitätsnahen Füge-
verbindung verifiziert. Eine diesbezügliche, auf andere reibdauerbeanspruchte Fügever-
bindungen erweiterte Verifikation ist wünschenswert und würde die Akzeptanz der hier 
vorgestellten Berechnungsmethode steigern. 
Trotz der umfangreichen experimentellen Untersuchungen und der nachgewiesenen ho-
hen Berechnungsgenauigkeit des erweiterten Ermüdungsfestigkeitsnachweises sind zu-
künftige Forschungsaktivitäten notwendig, um noch offene Fragestellungen zu klären 
bzw. eine Optimierung der hier vorgestellten Berechnungsansätze durchzuführen. Be-
sonders hervorzuheben ist in diesem Zusammenhang die rechnerische Ermittlung des 
Versagensortes, aber auch die rechnerische Berücksichtigung von festigkeitssteigernden 
Abhilfemaßnahmen wie das Härten oder Kugelstrahlen. Darüber hinaus sind die in der 
vorliegenden Arbeit getroffenen Annahmen kritisch zu hinterfragen und experimentell 
zu untersuchen. So steht beispielsweise noch eine umfangreiche Bewertung des Mit-
telspannungseinflusses aus, welcher hier nur auszugsweise untersucht werden konnte. 
Vor allem im Bereich der Druckmittelspannungen sind gegenüber dem hier verfolgten 
Berechnungsansatz Festigkeitsreserven zu vermuten. Nicht zuletzt stellt auch die in der 
vorliegenden Arbeit generelle Vernachlässigung der Umgebungsbedingung eine weitere 
Schwachstelle dar. In Öl laufende Verbindungen sind daher aktuell nicht wirkungskon-
form zu berechnen, da die unter Öl zu verzeichnenden höheren Reibdauerfestigkeiten 
nicht durch die an einer trockenen Verbindung ermittelten Reibkorrosionsfaktoren er-
fasst werden können. In diesem Zusammenhang ist vor allem zu prüfen, ob durch die 
Schmierung oder durch andere reibwertsenkende Maßnahmen im Kontakt eine gene-
relle Reibdauerfestigkeitssteigerung zu erzielen ist oder es lediglich zu einer Verschie-
bung der Fugendruckabhängigkeit kommt. In diesem Fall würde sich das kritische 
Reibdauerfestigkeitsniveau erst bei höheren Fugendrücken als p = 40 MPa einstellen. 
Neben den genannten Themenstellungen ist im Sinne eines geschlossenen Nachweis-
konzeptes für reibdauerbeanspruchte Fügeverbindungen eine werkstoffgruppenüber-
greifende Erweiterung des Berechnungskonzeptes vorzunehmen. Dies begründet sich 
vor allem durch die in der Literatur bekannten Schadensfälle an Aluminium- und Guss-
eisenwerkstoffen. In diesem Zusammenhang ist davon auszugehen, dass die an den 
Stahlwerkstoffen ermittelten Zusammenhänge qualitativ auf die Werkstoffgruppen des 
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Aluminiums und des Gusseisens zu übertragen sind – eine quantitative Erfassung der 
Reibdauerfestigkeiten jedoch weiterhin experimentelle Untersuchungen erfordert. 
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C Si Mn P S Ni Cr Mo Cu Al 
0,350% 0,320% 0,510% 0,009% 0,000% 1,570% 1,590% 0,220% 0,070% 0,033% 
Nb Ti V N B      
0,000% 0,003% 0,020% 0,004% 0,001%      
 
 
Zugfestigkeit, Streckgrenze, Gleichmaßdehnung; Bruchdehnung: 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert  
Rm [MPa] 1171,0 1173,7 1171,7 1172,1 
Re [MPa] 1084,0 1095,7 1095,3 1091,7 
Ag [%] 4,82 4,70% 4,68 4,73 






V 1 V 2 V 3 V 4 V 5 V 6 V 7 V 8 V 9 V 10 Mittelwert 





 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
592 0 26,15
559 0 24,70 x
527 0 23,30 o x x x F
498 0 22,00 o o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
5.000.000 846.635 394.035 5.000.000 2.053.614 5.000.000 1.923.302 5.000.000
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
R = -1 (wechselnd) σW,zd = 520,8 MPa
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
411 411 18,16
399 399 17,63 x x
388 388 17,14 x o x x F
377 377 16,66 o o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
4.648.595 1.458.310 5.000.000 5.000.000 710.565 1.642.919 5.000.000 2.625.782 5000000
R = 0 (schwellend) σsch,zd = 386,9 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert 
E [GPa] 201,2 213,4 210,1 208,2 
Ezykl [GPa]     206,7 206,7 

























C Si Mn P S Ni Cr Mo Cu Al 
0,420% 0,250% 0,760% 0,009% 0,004% 0,040% 0,960% 0,170% 0,030% 0,030% 
Nb Ti V N       
0,007% 0,002% 0,009% 0,005%       
 
 
Zugfestigkeit, Streckgrenze, Gleichmaßdehnung; Bruchdehnung: 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert  
Rm [MPa] 833,5 840,9   837,2 
Re [MPa] 668,6 663,9   666,3 
Ag [%] 6,55 7,74   7,15 






V 1 V 2 V 3 V 4 V 5 V 6 V 7 V 8 V 9 V 10 Mittelwert 





 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
475 0 20,98 x
448 0 19,79 x x o F
423 0 18,69 o x o o
399 0 17,63 o
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
5.000.000 125.284 320.070 5.000.000 5.000.000 395.925 5.000.000 5.000.000 356.678
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
R = -1 (wechselnd) σW,zd = 435,0 MPa
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
380 380 16,79
359 359 15,85 x x x
339 339 14,98 o o x x F
320 320 14,14 o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
104.389 5.000.000 97.140 5.000.000 66.582 123.844 5.000.000 104.388 5000000
R = 0 (schwellend) σSch,zd = 341,0 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert 
E [GPa] 200,0  205,0    202,5  
Ezykl [GPa]        

























C Si Mn P S Ni Cr Mo Cu Al 
0,400% 0,250% 0,730% 0,009% 0,002% 0,010% 0,010% 0,004% 0,010% 0,028% 
Nb Ti V W B      
0,000% 0,001% 0,007% 0,000% 0,001%      
 
 
Zugfestigkeit, Streckgrenze, Gleichmaßdehnung; Bruchdehnung: 
 
V 1 V 2 V 3 Mittelwert  
Rm [MPa] 762,9 731,6 701,4 732,0 
Re [MPa] 504,3 455,2 445,6 468,4 
Ag [%] 11,18 9,23 12,17 10,86 






V 1 V 2 V 3 V 4 V 5 V 6 V 7 V 8 V 9 V 10 Mittelwert 





 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
328 0 14,49
310 0 13,70 x x x x x
293 0 12,93 o o o o F
276 0 12,19
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
1.562.608 3.000.000 135.252 3.000.000 408.783 3.000.000 203.961 3.000.000 621.307
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
R = -1 (wechselnd) σW,zd = 301,3 MPa
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
239 239 10,56 x
226 226 9,98 o x F
213 213 9,41 x o o
201 201 8,88 o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
3.000.000 736.750 3.000.000 3.000.000 3.000.000 256.781 433.990 3.000.000
R = 0 (schwellend) σsch,zd = 217,1 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert 
E [GPa] 210,6 211,1 202,0 207,9 
Ezykl [GPa]     209,7 209,7 






















C Si Mn P S Ni Cr Mo Cu Al 
0,410% 0,250% 0,730% 0,009% 0,002% 0,010% 0,010% 0,004% 0,010% 0,028% 
Nb Ti V W B      
0,000% 0,001% 0,007% 0,000% 0,001%      
 
 
Zugfestigkeit, Streckgrenze, Gleichmaßdehnung; Bruchdehnung: 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert  
Rm [MPa] 588,1 584,4 584,1 585,5 
Re [MPa] 345,7 353,5 332,8 344,0 
Ag [%] 16,86 16,86 16,97 16,90 






V 1 V 2 V 3 V 4 V 5 V 6 V 7 V 8 V 9 V 10 Mittelwert 





 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
241 0 10,65
234 0 10,35 x
228 0 10,07 x x o x
222 0 9,81 o o F
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
1.142.976 3.000.000 348.652 3.000.000 3.000.000 205.775 967.955
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
R = -1 (wechselnd) σW,zd = 226,4 MPa
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]




183 183 8,08 x x x x F
178 178 7,86 o o o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
1.602.586 3.000.000 2.061.642 3.000.000 1.538.316 3.000.000 1.092.466 3.000.000
R = 0 (schwellend) σsch,zd = 180,9 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert 
E [GPa] 208,1 211,6 213,0 210,9 
Ezykl [GPa]     209,0 209,0 



























C Si Mn P S Ni Cr Mo Cu Al 
0,220% 0,250% 0,700% 0,009% 0,004% 0,080% 0,080% 0,030% 0,160% 0,032% 
Nb Ti V W B      
0,000% 0,001% 0,007% 0,000% 0,001%      
 
 
Zugfestigkeit, Streckgrenze, Gleichmaßdehnung; Bruchdehnung: 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert  
Rm [MPa] 434,9 437,2 434,2 435,4 
Re [MPa] 286,9 308,8 303,0 299,6 
Ag [%] 21,24 21,16 21,16 21,19 






V 1 V 2 V 3 V 4 V 5 V 6 V 7 V 8 V 9 V 10 Mittelwert 





 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
219 0 9,68
207 0 9,14 x x x
195 0 8,61 x o x o F
184 0 8,13 o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
1.154.927 2.987.753 5.000.000 5.000.000 605.795 2.556.129 5.000.000 5.000.000 1.057.786
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
R = -1 (wechselnd) σW,zd = 196,0 MPa
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
165 193 8,53
156 156 6,89 x x
147 147 6,49 x o x o F
139 139 6,14 o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
2.313.807 5.000.000 5.000.000 1.149.933 1.198.127 5.000.000 5.000.000 1.488.098
R = 0 (schwellend) σsch,zd = 147,0 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert 
E [GPa] 208,1 GPa 211,6 GPa 213,0 GPa 210,9 GPa 
Ezykl [GPa]     209,0 GPa 209,0 GPa 






















C Si Mn P S Ni Cr Mo Cu Al 
0,330% 0,280% 0,720% 0,009% 0,001% 1,390% 1,700% 0,220% 0,050% 0,034% 
Nb Ti V W B      
0,000% 0,004% 0,012% 0,005% 0,001%      
 
 
Zugfestigkeit, Streckgrenze, Gleichmaßdehnung; Bruchdehnung: 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert  
Rm [MPa] 1072,4  1050,5  1074,9  1065,9  
Re [MPa] 979,0  960,2  947,7 962,3 
Ag [%] 4,42 3,96 4,94 4,44 






V 1 V 2 V 3 V 4 V 5 V 6 V 7 V 8 V 9 V 10 Mittelwert 
373,0 362,0 358,0 363,0 362,0 373,0 365,0 363,0 362,0 373,0 365,4 
 
  
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert 
E [GPa] 195,1  201,6  211,4  202,7  
Ezykl [GPa]     206,8  206,8  



























C Si Mn P S Ni Cr Mo Cu Al 
0,440% 0,250% 0,620% 0,011% 0,006% 0,020% 0,060% 0,009% 0,010% 0,029% 
Nb Ti V W B      
0,000% 0,001% 0,007% 0,000% 0,001%      
 
Zugfestigkeit, Streckgrenze, Gleichmaßdehnung; Bruchdehnung: 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert  
Rm [MPa] 791,7  792,8 799,2 794,6 
Re [MPa] 497,8 476,1 516,1 496,7 
Ag [%] 10,44 10,08 10,43 10,32 






V 1 V 2 V 3 V 4 V 5 V 6 V 7 V 8 V 9 V 10 Mittelwert 
247,0 246,0 240,0 244,0 247,0 240,0 237,0 234,0 226,0 232,0 239,3 
  
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert 
E [GPa] 205,6 214,1 208,7 209,5 
Ezykl [GPa]     209,4 209,4 






















C Si Mn P S Ni Cr Mo Cu Al 
0,460% 0,260% 0,630% 0,011% 0,007% 0,020% 0,060% 0,010% 0,010% 0,029% 
Nb Ti V W B      
0,000% 0,001% 0,007% 0,000% 0,006%      
 
 
Zugfestigkeit, Streckgrenze, Gleichmaßdehnung; Bruchdehnung: 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert  
Rm [MPa] 556,7 566,3 556,0 559,7 
Re [MPa] 302,3 315,1 304,0 307,1 
Ag [%] 16,21 17,40 15,91 16,51 






V 1 V 2 V 3 V 4 V 5 V 6 V 7 V 8 V 9 V 10 Mittelwert 
166,0 162,0 158,0 156,0 159,0 160,0 157,0 159,0 156,0 159,0 159,2 
 
  
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert 
E [GPa] 210,4 213,6 221,7 215,2 
Ezykl [GPa]     206,2 206,2 



























C Si Mn P S Ni Cr Mo Cu Al 
0,180% 0,340% 0,810% 0,005% 0,002% 0,100% 0,100% 0,030% 0,170% 0,028% 
Nb Ti V N B      
0,000% 0,001% 0,009% 0,005% 0,006%      
 
 
Zugfestigkeit, Streckgrenze, Gleichmaßdehnung; Bruchdehnung: 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert  
Rm [MPa] 465,1 464,5 456,7 462,1 
Re [MPa] 318,5 318,4 324,0 320,3 
Ag [%] 18,15 18,28 18,10 18,18 






V 1 V 2 V 3 V 4 V 5 V 6 V 7 V 8 V 9 V 10 Mittelwert 
139,0 140,0 143,0 138,0 140,0 145,0 138,0 141,0 134,0 139,0 139,7 
 
  
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert 
E [GPa] 230,6 211,4 177,6 206,5 
Ezykl [GPa]     207,1 207,1 
























Fe Si Mn P Ni Mg Sn Pb Zn Al 
0,006% 0,001% 0,005% 0,340% 0,000% 0,001% 7,850% 0,000% 0,000% 0,004% 
 
 
Zugfestigkeit, Streckgrenze, Gleichmaßdehnung; Bruchdehnung: 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert  
Rm [MPa] 390,0 369,7 387,5 382,4 
Re [MPa] 286,2 275,4 291,6 284,4 
Ag [%] 26,14 30,38 33,16 29,89 






V 1 V 2 V 3 V 4 V 5 V 6 V 7 V 8 V 9 V 10 Mittelwert 
131,0 134,0 142,0 136,0 138,0 132,0 133,0 140,0 138,0 138,0 136,2 
 
  V 1 V 2 V 3 Mittelwert 
E [GPa] 100,0 109,4 93,1 100,8 
Ezykl [GPa]     98,2 98,2 
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34CrNiMo6+QT vs. C45+N x 11 






 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
315,2 334,7 9,46
280,6 298,0 8,42 x x
250,2 265,7 7,51 o x o
223,0 236,8 6,69 o
1 2 3
137.364 198.672 1.186.139
σRD = 270,2 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
p = 20 MPa sa = 15 µm
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
223,0 236,8 6,69
198,9 211,2 5,97 x
176,9 187,8 5,31 x o x
158,0 167,8 4,74 o o o
1 2 3
1.954.687 263.940 2.620.786Schwingspielzahl 
p = 20 MPa sa = 10 µm
σRD = 183,8 MPa
Versuchsnummer
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
281,7 299,1 8,45
251,3 266,8 7,54 x
224,0 237,9 6,72 o x
199,9 212,3 6,00 x o
1 2 3
2.202.756 2.957.347 246.249
p = 20 MPa sa = 5 µm
σRD = 237,3 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
184,2 195,6 5,53 x
164,3 174,4 4,93 x o
146,5 155,5 4,39 o x o
130,7 138,8 3,92 o
1 2 3
1.908.285 1.697.632 1.688.290
sa = 10 µm
σRD = 164,4 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
p = 40 MPa
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
251,3 266,8 7,54 x x
224,0 237,9 6,72 o o x
199,9 212,3 6,00 o
177,9 188,9 5,34 o
1 2 3
430.500 245.849 2.760.667
σRD = 241,9 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
p = 40 MPa sa = 5 µm
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
286,9 304,7 8,61
255,5 271,3 7,66 x
227,8 241,9 6,83 x o x
203,1 215,6 6,09 o o o
1 2 3
2.597.730 546.704 1.168.320
σRD = 236,7 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
p = 60 MPa sa = 5 µm
154 Anhang  
C45+N vs. C45+N x 12 





 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
193,6 205,6 5,81
172,1 182,7 5,16 x
153,8 163,3 4,61 o x x





p = 20 MPa sa = 15 µm
σRD = 159,8 MPa  
a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
170,6 181,1 5,12
151,7 161,1 4,55 x
134,9 143,3 4,05 x o x





p = 20 MPa sa = 10 µm
σRD = 140,5 MPa
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]




151,9 161,3 4,56 x x
134,9 143,3 4,05 o o x
1 2 3
1.656.918 695.275 619.772
σRD = 145,7 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
p = 20 MPa sa = 5 µm
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]




126,7 134,5 3,80 x x
112,9 119,9 3,39 o o x
1 2 3
312.726 467.921 1.659.058
sa = 10 µm
σRD = 122,0 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
p = 40 MPa
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
165,3 175,6 4,96
147,5 156,6 4,43 x
131,3 139,4 3,94 o x x





p = 40 MPa sa = 5 µm
σRD = 136,4 MPa  
a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
150,7 160,0 4,52 x
134,4 142,7 4,03 x o x
119,2 126,6 3,58 o o o





p = 60 MPa sa = 5 µm
σRD = 139,6 MPa
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Reibdauerermüdung – Grundwerkstoff  x 13 
Treppenstufenverfahren Reibdauerermüdung NG = 107 LW; R = 0,03 
34CrNiMo6+QT vs. C45+N 
 
42CrMo4+QT vs. C45+N 
 
C45+QT vs. C45+N 
 
C45+N vs. C45+N 
 
C22+N vs. C45+N 
 
  
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
164,4 174,5 4,93
146,5 155,5 4,39 x
130,7 138,8 3,92 o x x x F
116,1 123,2 3,48 o o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
10.000.000 2.165.321 3.762.314 10.000.000 3.354.247 10.000.000 2.441.015 10.000.000
p = 40 MPa sa = 10 µm R = 0,03 σW,zd = 127,0 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
103,5 109,9 3,10
96,2 102,1 2,88 x x F
89,9 95,4 2,70 o x x o
83,6 88,7 2,51 o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
1.419.058 10.000.000 1.130.498 2.662.983 10.000.000 3.424.599 10.000.000 10.000.000Schwingspielzahl 
Versuchsnummer
p = 40 MPa sa = 10 µm R = 0,03 σW,zd = 92,4 MPa
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
127,6 135,5 3,83 x
119,2 126,6 3,58 o x
110,8 117,7 3,32 x o x F
103,5 109,9 3,10 o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
3.709.154 10.000.000 10.000.000 10.000.000 5.797.436 1.692.619 1.337.867 10.000.000
p = 40 MPa sa = 10 µm R = 0,03 σW,zd = 112,6 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
142,3 151,1 4,27
126,5 134,4 3,80 x x x F
112,9 119,9 3,39 o x o o
100,3 106,6 3,01 o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
1.659.058 10.000.000 8.570.095 2.238.994 10.000.000 10.000.000 4.320.382 10.000.000
p = 40 MPa sa = 10 µm R = 0,03 σW,zd = 117,0 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
118,8 126,1 3,56
110,8 117,7 3,32 x
103,5 109,9 3,10 x o x F
96,2 102,1 2,88 o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
1.671.378 10.000.000 10.000.000 2.984.257 4.088.515 10.000.000
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
p = 40 MPa sa = 10 µm R = 0,03 σW,zd = 102,0 MPa
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Reibdauerermüdung – Gegenwerkstoff x 14 
Treppenstufenverfahren Reibdauerermüdung NG = 107 LW; R = 0,03 
34CrNiMo6+QT vs. 34CrNiMo6+QT 
 
34CrNiMo6+QT vs. C45+QT 
 
34CrNiMo6+QT vs. C22+N 
 
  
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
106,6 113,2 3,20
99,3 105,4 2,98 x
93,0 98,8 2,79 x o o F
86,7 92,1 2,60 o o
1 2 3 4 5 6
1.060.858 10.000.000 10.000.000 985.452 10.000.000 10.000.000
p = 40 MPa sa = 10 µm R = 0,03 σW,zd = 92,1 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
107,7 114,3 3,23
100,3 106,6 3,01 x x
93,5 99,3 2,80 o x x o F
86,7 92,1 2,60 o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
10.000.000 3.866.533 3.917.832 10.000.000 2.886.591 10.000.000 10.000.000 2.227.184
p = 40 MPa sa = 10 µm R = 0,03 σW,zd = 92,9 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
114,0 121,0 3,42
106,6 113,2 3,20 x x F
99,3 105,4 2,98 o x o
93,0 98,8 2,79 o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
1.108.506 10.000.000 1.984.246 4.102.033 10.000.000 10.000.000
p = 40 MPa sa = 10 µm R = 0,03 σW,zd = 101,7 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
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Reibdauerermüdung – Gegenwerkstoff x 15 
Treppenstufenverfahren Reibdauerermüdung NG = 107 LW; R = 0,03 
C45+N vs. 34CrNiMo6+QT 
 
C45+N vs. C45+QT 
 
C45+N vs. C22+N 
 
  
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
123,4 131,0 3,70
115,0 122,1 3,45 x x
107,7 114,3 3,23 x o o F
100,3 106,6 3,01 o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
10.000.000 5.241.867 10.000.000 10.000.000 5.565.017 10.000.000 1.274.639
p = 40 MPa sa = 10 µm R = 0,03 σW,zd = 107,7 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
115,0 122,1 3,45
107,7 114,3 3,23 x x
100,3 106,6 3,01 o x o F
94,1 99,9 2,82 o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
10.000.000 10.000.000 4.335.852 8.476.907 10.000.000 10.000.000 5.585.286
p = 40 MPa sa = 10 µm R = 0,03 σW,zd = 100,8 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
107,7 114,3 3,23 x x
100,3 106,6 3,01 o x
94,1 99,9 2,82 x x F
87,8 93,2 2,63 o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
755.871 10.000.000 5.871.614 2.031.251 1.767.380 10.000.000 8.357.987 10.000.000
p = 40 MPa sa = 10 µm R = 0,03 σW,zd = 97,0 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
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Reibdauerermüdung – Mittelspannungseinfluss x 16 
Treppenstufenverfahren Reibdauerermüdung NG = 107 LW; R = -1 
34CrNiMo6+QT vs. C45+N 
 
C45+N vs. C45+N 
 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
146,5 0,0 4,39 x x
137,0 0,0 4,11 o x
127,6 0,0 3,83 x x
119,2 0,0 3,58 o F
1 2 3 4 5 6 7 8 9
1.703.138 10.000.000 1.902.470 5.142.516 2.178.576 10.000.000 2.079.932
p = 40 MPa sa = 10 µm R = -1 σRD = 132,3 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
129,7 0,0 3,89 x
121,3 0,0 3,64 x o x
112,9 0,0 3,39 o x o F
105,6 0,0 3,17 o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
10.000.000 3.509.290 2.862.362 10.000.000 10.000.000 10.000.000 6.533.977 2.575.347
p = 40 MPa sa = 10 µm R = -1 σRD = 116,4 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
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F. Reibdauerermüdung Pleuelversuche (Realmodell) 
34CrNiMo6 +QT vs. 34CrNiMo6 +QT ................................................................... 161 
34CrNiMo6 +QT vs. C45 +N ................................................................................... 161 
34CrNiMo6 +QT vs. CuSn8..................................................................................... 161 
C45 +N vs. 34CrNiMo6 +QT ................................................................................... 161 
C45 +N vs. C45 +N .................................................................................................. 161 
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Reibdauerermüdung – Pleuelversuche x 17 
Treppenstufenverfahren Reibdauerermüdung NG = 107 LW; R = 0,03 
34CrNiMo6+QT vs. 34CrNiMo6+QT 
 
34CrNiMo6+QT vs. C45+N 
 
34CrNiMo6+QT vs. CuSn8 
 
C45+N vs. 34CrNiMo6+QT 
 
C45+N vs. C45+N 
 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
71,0 56,5 53,25
61,7 49,1 46,28 x x x
54,0 43,0 40,50 o x o F
47,0 37,4 35,25 o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
2.481.662 10.000.000 5.643.991 1.327.128 10.000.000 10.000.000 1.973.500
σRD,Pl = 55,8 MPaR = 0,03 
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
71,0 56,5 53,25
61,7 49,1 46,28 x F
54,0 43,0 40,50 x x o
47,0 37,4 35,25 o o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
1.094.076 3.349.097 10.000.000 3.074.350 10.000.000 10.000.000 10.000.000
σRD,Pl = 54,0 MPaR = 0,03 
Schwingspielzahl 
Versuchsnummer
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
94,0 74,9 70,50
82,0 65,3 61,50 x x
71,0 56,5 53,25 o x F
61,7 49,1 46,28 o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
2.658.190 10.000.000 982.491 6.783.360 10.000.000
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
σRD,Pl = 72,5 MPaR = 0,03 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
71,0 56,5 53,25
62,0 49,4 46,50 x x F
54,0 43,0 40,50 o o x o
47,0 37,4 35,25 o
1 2 3 4 5 6 7 8 9
10.000.000 3.829.153 10.000.000 3.671.123 2.830.151 10.000.000 10.000.000
σRD,Pl = 55,9 MPa
Versuchsnummer
Schwingspielzahl 
R = 0,03 
 a            
[MPa]
 m            
[MPa]
 Fa                                
[kN]
77,0 61,3 57,75 x x
67,0 53,4 50,25 o x
58,0 46,2 43,50 x
51,0 40,6 38,25 x x
44,0 35,0 33,00 o F
1 2 3 4 5 6 7 8 9
253.413 10.000.000 1.808.629 536.475 4.043.369 6.864.095 10.000.000 9.677.476Schwingspielzahl 
Versuchsnummer
σRD,Pl =58,6 MPaR = 0,03 
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Örtliche Beanspruchungen am Labormodell – Grundwerkstoffvariation am Gegenwerk-


























































































































































































































































































































































































































































































166 Anhang  
Örtliche Beanspruchungen am Labormodell – Gegenwerkstoffvariation am Grundwerk-
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Örtliche Beanspruchungen am Labormodell – Gegenwerkstoffvariation am Grundwerk-
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176 Anhang  
Örtliche Beanspruchungen am Realmodell – 34CrNiMo6+QT vs. CuSn8 x 27 
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